










auf die Drehbewegung des Rotors
Vom Fachbereich Maschinenbau
an der Technischen Universita¨t Darmstadt
zur Erlangung des akademischen Grades
eines Doktor-Ingenieurs (Dr.-Ing.)
genehmigte




Referent: Prof. Dr.-Ing. Richard Markert
Korreferent: Prof. Dr.-Ing. Peter F. Pelz
Tag der Einreichung: 23.11.2015




Ru¨ckwirkung des Gleitlagermoments auf die Drehbewegung des Rotors
Forschungsberichte des Instituts fu¨r Mechanik der Technischen Universita¨t Darmstadt
Band 41
Herausgeber der Reihe:
Studienbereich Mechanik, Technische Universita¨t Darmstadt
Verfasser:
c© 2016 Patrick Felscher
Stadionstr. 11, 15732 Eichwalde
Verlag:
Studienbereich Mechanik, Technische Universita¨t Darmstadt
Franziska-Braun-Straße 7, 64287 Darmstadt
Druckerzeugung:
Lasertype GmbH, Darmstadt
Bibliografische Information der Deutschen Nationalbibliothek:
Die Deutsche Nationalbibliothek verzeichnet diese Publikation in der Deutschen Nationalbi-
bliografie; detaillierte bibliografische Daten sind im Internet u¨ber http://dnb.d-nb.de abruf-
bar.
Alle Rechte, insbesondere das der U¨bersetzung in fremde Sprachen, vorbehalten. Ohne Ge-
nehmigung des Autors ist es nicht gestattet, dieses Heft ganz oder teilweise auf photome-




Die vorliegende Arbeit entstand wa¨hrend meiner Ta¨tigkeit als Wissenschaftlicher Mit-
arbeiter am Fachgebiet Strukturdynamik des Fachbereichs Maschinenbau der Techni-
schen Universita¨t Darmstadt.
Ich bedanke mich bei allen Personen, die zum Gelingen der vorliegenden Arbeit bei-
getragen haben. Allen voran gilt der Dank meinem Betreuer Herrn Prof. Dr.-Ing.
Richard Markert, fu¨r dessen Anregung und Unterstu¨tzung zu dieser Arbeit sowie das
entgegengebrachte Vertrauen und die mir gewa¨hrten Freiheiten bei der wissenschaft-
lichen Arbeit. Herrn Prof. Dr.-Ing. Peter F. Pelz danke ich fu¨r das Interesse an der
Fragestellung dieser Arbeit und fu¨r die bereitwillige U¨bernahme des Korreferats.
Allen Kollegen, die mich wa¨hrend meiner Zeit am Fachgebiet begleitet haben, danke
ich recht herzlich fu¨r die fachliche Unterstu¨tzung sowie das freundliche Arbeitsklima.
Besonderen Dank spreche ich Frau Dr.-Ing. Katrin Baumann fu¨r ihre Einfu¨hrung in
die Gleitlagerthematik und die fortwa¨hrende Unterstu¨tzung hinsichtlich des Versuchs-
stands sowie Herrn Dr.-Ing. Wolgang Ko¨hl fu¨r die zahlreichen motivierenden fachli-
chen Gespra¨che aus. Weiterhin bedanke ich mich bei Herrn Jochen Ott und Wolfgang
Hess fu¨r die unkomplizierte Erweiterung des Versuchsstands sowie den Sekreta¨rinnen
Maria Rauck und Helga Lorenz fu¨r ihre administrative Unterstu¨tzung. Allen Studen-
ten, die im Rahmen ihrer studentischen Arbeiten zu meiner Forschung beigetragen
haben, sei ebenfalls gedankt.
Nicht zuletzt danke ich meiner Familie fu¨r die stete Unterstu¨tzung meiner Interessen.
Mein herzlichster Dank gilt meiner Partnerin fu¨r ihren moralischen und tatkra¨ftigen
Ru¨ckhalt. Ich danke ihr und unseren Kindern fu¨r die scho¨nen Momente abseits der
Arbeit.
Eichwalde, im Juni 2016 Patrick Felscher

VInhaltsverzeichnis




1.1 Motivation . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 1
1.2 Stand der Forschung . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 4
1.2.1 Mechanische Systeme mit beschra¨nktem Antrieb . . . . . . . . . 4
1.2.2 Betrieb von Rotoren in Gleitlagern . . . . . . . . . . . . . . . . 5
1.3 Inhalt und Gliederung der Arbeit . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 6
2 Ansa¨tze zur Lo¨sung der Fragestellung 8
2.1 Bestehende Lo¨sungsansa¨tze . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 8
2.2 Lo¨sungsansatz der vorliegenden Arbeit . . . . . . . . . . . . . . . . . . 13
3 Eigenschaften der Gleitlager 15
3.1 Druckverlauf und resultierende Kra¨fte im Gleitlager . . . . . . . . . . . 15
3.1.1 Stationa¨re Verlagerungsbahn . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 18
3.1.2 Linearisierung . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 19
3.2 Verlustmoment durch Fluidreibung . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 21
3.2.1 Zusammenhang zwischen O¨lﬁlmkraft und -moment . . . . . . . 24
3.2.2 Abscha¨tzung der Verlustmomente . . . . . . . . . . . . . . . . . 28
3.3 Kraftwirkung infolge der Fluidreibung . . . . . . . . . . . . . . . . . . 29
3.3.1 Kra¨fte infolge der Scherspannungen am Rotorzapfen . . . . . . . 29
3.3.2 Vergleich der Kraftgro¨ßen aus Druck- und Scherspannung . . . . 31
VI Inhaltsverzeichnis
4 Theoretische Untersuchungen am Laval-Rotor in Gleitlagern 33
4.1 Einfaches Rotormodell . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 33
4.2 Eigenschaften des untersuchten Modells . . . . . . . . . . . . . . . . . . 35
4.2.1 Physikalische Parameter . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 36
4.2.2 Drehzahlabha¨ngige Systemeigenschaften . . . . . . . . . . . . . 39
4.2.3 Modellierung des Antriebsmomentes . . . . . . . . . . . . . . . 41
4.2.4 Modellierung des Drehwiderstands . . . . . . . . . . . . . . . . 43
4.2.5 Modellierung des Gleitlagermomentes . . . . . . . . . . . . . . . 43
4.3 Hochlauf unter Beru¨cksichtigung des Gleitlagermomentes . . . . . . . . 45
4.3.1 Nichtlineares Verlustmoment . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 46
4.3.2 Linearisierte Gleitlagermomente . . . . . . . . . . . . . . . . . . 53
4.3.3 Vergleich mit bestehenden Lo¨sungsansa¨tzen . . . . . . . . . . . 55
4.4 Stationa¨rer Betrieb im instabilen Drehzahlbereich . . . . . . . . . . . . 57
5 Experimenteller Nachweis 59
5.1 Rotorversuchsstand . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 60
5.1.1 Aufbau und Betrieb . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 60
5.1.2 Numerisches Modell . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 63
5.1.3 Bewegungsgleichungen . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 63
5.2 Parameteridentiﬁzierung . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 65
5.2.1 Messaufbau . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 66
5.2.2 Steiﬁgkeit und Da¨mpfung . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 67
5.2.3 Verlustmoment . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 70
5.2.4 Antriebsmoment . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 71
5.3 Experimentelle Untersuchungen am Versuchsstand . . . . . . . . . . . . 73
5.3.1 Hochlauf mit beschra¨nktem Antriebsmoment . . . . . . . . . . . 73
5.3.2 Stationa¨rer Betrieb im instabilen Drehzahlbereich . . . . . . . . 77









bij Ns/m Element ij der Da¨mpfungsmatrix, Da¨mpfungskoeﬃzient
bML Ns/m Da¨mpfungskoeﬃzient der Magnetlager
c N/m Wellensteiﬁgkeit des Rotors
cij N/m Element ij der Steiﬁgkeitsmatrix, Steiﬁgkeitskoeﬃzient
cML N/m Steiﬁgkeitskoeﬃzient der Magnetlager
D m Durchmesser des Gleitlagerzapfens
D Da¨mpfungsmaß
e Fehler der linearen Anpassung
F N Kraft
f bezogene Kraft (=F/F0)
f Kraftvektor
G gyroskopische Matrix
G m große Halbachse
Hmess gemessene U¨bertragungsmatrix
h m aktuelle Spaltho¨he
h0 m absolutes Lagerspiel
I Einheitsmatrix
i Vektor der Regelstro¨me des Magnetlagers





l m La¨nge, Abstand
M Nm Moment
VIII Liste der Formelzeichen
MA Nm Antriebsmoment
MGL Nm Gleitlagermoment
MM Nm maximales Antriebsmoment des Motors
MV L Nm gesuchtes Verlustmoment
Mε Nm Verlustmoment infolge der Wellenausbiegung
M kg Massenmatrix
m Vektor der Momente
m kg Masse
N zirulatorische Matrix






R m Radius des Gleitlagerzapfens
So Sommerfeldzahl
Sok Sommerfeldzahl an der biegekritischen Drehzahl
t s Zeit
x Axialkoordinate
y zu x orthogonale Koordinate, vertikal
z zu x orthogonale Koordinate, horizontal
U kgm Unwucht
u m Auslenkung in x-Richtung
v m Auslenkung in y-Richtung
vF m/s Schmiermittelgeschwindigkeit in Umfangsrichtung q
w m Auslenkung in z-Richtung
Griechische Buchstaben (weitere Indizes siehe separate Auflistung)
Symbol Einheit Bedeutung
βij bezogener Da¨mpfungskoeﬃzient ij
γ rad Verlagerungswinkel
γij bezogener Steiﬁgkeitskoeﬃzient ij
∆ bei Koordinaten:
Relativkoordinate in der jeweiligen Richtung
bei Kra¨ften und Momenten: dynamischer Anteil
bei Skalaren: Diﬀerenz
δ rad Diﬀerenzwinkel
Liste der Formelzeichen IX
εL m Verlagerungsexzentrizita¨t des Lagerzapfens
εm m Massenexzentrizita¨t
η Ns/m2 dynamische Viskosita¨t des Schmiermittels
ΘS kgm2 Massentra¨gheitsmoment bezu¨glich des Schwerpunktes S
θ rad Umfangswinkelkoordinate
θA rad Winkellage des Druckbergbeginns





ω 1/s Eigenkreisfrequenzen des Systems
ω0 1/s Eigenkreisfrequenz des starr gelagerten Laval-Rotors
Ω¯ 1/s Erregerkreisfrequenz
Ω˜ 1/s Antwortfrequenz
τ N/m2 Schubspannung im Schmierﬁlm
ϕ rad Drehwinkel des Rotors
ϕ˙ 1/s Drehgeschwindigkeit des Rotors
ϕ¨ 1/s2 Drehbeschleunigung des Rotors
ψ relatives Lagerspiel
ψ rad Vektor der Kippwinkel
ψy rad Kippwinkel um die y-Achse
ψz rad Kippwinkel um die z-Achse
Indizes
Symbol Bedeutung












X Liste der Formelzeichen
x, y, z in den entsprechenden Koordinatenrichtungen
Sonstige mathematische Symbole
Symbol Bedeutung















In den mathematischen Modellen gleitgelagerter Rotoren fehlt bisher die physikalisch
korrekte Abbildung der nichtlinearen Kopplung zwischen den Rotorschwingungen im
Gleitlager und der Drehbewegung der Welle. Zu dem bereits erforschten auslenkungs-
abha¨ngigen Momentensatz elastischer Rotoren in konventionellen Lagern wird eine
Erweiterung gesucht, die die auslenkungsabha¨ngigen Momente von Rotoren in Gleit-
lagern beru¨cksichtigt. Fu¨r den Betrieb mit beschra¨nktem Antriebsmoment wird eine
Drehzahlreduktion bis hin zur Mo¨glichkeit des Ha¨ngenbleibens infolge großer Zapfen-
auslenkungen erwartet, wie sie im Bereich der Resonanz und dem fu¨r gleitgelagerte
Rotoren charakteristischen instabilen Betriebsbereich auftreten.
Basierend auf Untersuchungen und Erkenntnissen anderer Autoren wird ein eige-
nes Lo¨sungskonzept zur Abbildung des auslenkungsabha¨ngigen Gleitlagermoments
erarbeitet. Das nichtlineare Koppelmoment wird am Beispiel des kreiszylindrischen
Lagers aus den nichtlinearen Gleichungen der Scherkra¨fte an der Zapfenoberﬂa¨che
analytisch hergeleitet und auf einen mo¨glichen Zusammenhang mit den wirkenden
O¨lﬁlmkra¨ften untersucht. Damit wird die grundsa¨tzliche Idee der vorausgegangenen
Arbeiten gepru¨ft, das resultierende Moment aus den bekannten Lagerkra¨ften und ei-
nem auslenkungsabha¨ngigen Kraftangriﬀspunkt zu bilden. Es wird gezeigt, dass das
druckinduzierte Moment durch die O¨lﬁlmkra¨fte, welche an einen vom Lagermittel-
punkt abweichenden Punkt angreifen, beschrieben werden kann. Das Moment infolge
der Scherstro¨mung, welches in weiten Betriebsbereichen der dominierende Anteil ist,
kann in dieser Weise jedoch nicht abgebildet werden. In der Folge wird dieses Moment
basierend auf der in dieser Arbeit vorgenommenen analytischen Herleitung beschrie-
ben.
Anhand eines numerischen Modells wird die korrekte qualitative Abbildung der o. g. zu
erwartenden Eﬀekte durch das hergeleitete Moment gepru¨ft. Daru¨ber hinaus werden
die Mo¨glichkeit der Verwendung linearisierter Gleichungen des nichtlinearen Gleitla-
germomentes, sowie die Grenzen der numerischen Berechnungen des Diﬀerentialglei-
chungssystems fu¨r instationa¨r betriebene Rotoren in Gleitlagern untersucht.
Die abschließende Besta¨tigung der Gu¨ltigkeit der gefundenen Zusammenha¨nge wird
anhand experimenteller Untersuchungen an einem Gleitlagerversuchsstand nachgewie-





The existing mathematical models of rotors in ﬂuid ﬁlm bearings currently do not
consider the non-linear coupling between the rotor deﬂections in journal bearings and
the rotor rotation. The aim is to ﬁnd a method that ampliﬁes the existing principle
of angular momentum for elastic rotors in conventional bearings. This method should
also be able to take into account the moments depending on deﬂections in journal
bearings. It is expected that operations that run with a limited power supply show
a reduction in angular speed due to high journal displacements. In case of ﬂuid ﬁlm
bearings these high deﬂections may occur near critical speeds and the unstable run-
ning range of the rotor system.
Based on present research and ﬁndings of other authors, this study proposes a new
strategy for modeling the journal bearing moment depending on the journal deﬂecti-
ons. The non-linear coupling moment is derived analytically using the equations of
shear forces at the journal surface for the cylindrical ﬂuid ﬁlm bearing. It is investiga-
ted whether there is a possible relationship between the derived moment and the well
modelled ﬂuid ﬁlm forces of journal bearings. The aim is to compare the results with
existing studies that have a similar description of the bearing moment using bearing
forces acting on an eccentric point depending on deﬂections. The results show that the
moment based on the ﬂuid ﬁlm pressure can be modelled using the ﬂuid ﬁlm forces
acting on eccentric point of the journal. However, it becomes clear that the moment
cannot be modelled in this way due to shear ﬂows which are dominating in a wide
operational range. Hence, in the following investigations the earlier derived form of
the moment will be used.
The above mentioned accurate qualitative illustration of proposed eﬀects is exami-
ned with the help of a numerical model using the derived moment. Furthermore, the
possibility of using linearised equations of the non-linear bearing moment is explored.
Finally, the limits of the numerical solution for the diﬀerent equations describing the
transient operations of rotors in journal bearings are analysed.
The validity of the derived equations is supported with an experimental investigation
on a ﬂuid ﬁlm bearing test rig and a parallel numerical solution using an identiﬁed





Das instationa¨re Verhalten gleitgelagerter Rotoren wird in der Regel ungeachtet einer
begrenzten Antriebsleistung unter Vorgabe eines festen Drehzahlverlaufs ϕ˙(t) berech-
net. Dabei ﬁnden die linearisierten Bewegungsgleichungen
M r¨ + (B+G) r˙ + (K+N )r = f(t) (1.1)
der lateralen Bewegungen r in ihrer allgemeinen Form Anwendung. Erste numerische
Untersuchungen unter Annahme eines begrenzten Antriebsmomentes MA+ wurden
durchRo¨hr in [38] durchgefu¨hrt. Hierfu¨r wurde zusa¨tzlich zu Gl. (1.1) die nichtlineare
Momentengleichung
Θ ϕ¨ =MA+ +Mε (1.2)
des Laval-Rotors gema¨ß den Ausfu¨hrungen durchMarkert,Pfu¨tzner undGasch
in [29] fu¨r das gleitgelagerte System beru¨cksichtigt. Die zeitlichen Verla¨ufe der Dreh-
zahl ϕ˙, der Auslenkungen r und des Drehwiderstands Mε sind in Abb. 1.1 dargestellt.
Bei konstantem Antriebsmoment MA+ nimmt die Rotordrehzahl ϕ˙ zuna¨chst linear
u¨ber die Zeit zu, bis sie sich der biegekritischen Drehzahl ϕ˙ = ω0 anna¨hert. In Re-
sonanzna¨he nehmen die Rotorschwingungen zu und die Drehbeschleunigung nimmt
infolge des wachsenden Koppelmomentes Mε ab. Der in die Biegeamplitude gepump-
te Energieanteil fehlt der Drehung und die Drehzahl steigt langsamer an. Bei großer
Unwucht oder kleinem Antriebsmoment kann es sogar zum Ha¨ngenbleiben in der bie-
gekritischen Drehzahl kommen. Ist der Antrieb, wie im vorliegenden Beispiel, stark
genug, wird die biegekritische Drehzahl durchfahren und die Biegeschwingungen sowie
der Drehwiderstand klingen wieder ab. Im u¨berkritischen Betrieb nimmt die Drehzahl
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Hochlauf mit konstantem Antriebs-
moment unter Beru¨cksichtigung des
Verlustmomentes Mε nach Gl. (4.3)
aber ohne Verlustmoment MVL der
Gleitlager (Modell und Daten siehe
Abschnitt 4.1)
bei konstantem Antriebsmoment wieder linear zu. Diesen Eﬀekt haben Markert,
Pfu¨tzner und Gasch in [29] ausfu¨hrlich erla¨utert.
Sobald die Drehzahl die Stabilita¨tsgrenze erreicht, klingen die Rotorschwingungen
wieder auf und nehmen – bei linearer Theorie – fu¨r ϕ˙> ϕ˙gr unbeschra¨nkt zu. Der re-
sultierende Drehwiderstand, der die Kopplung zwischen Auslenkungen und der Dreh-
beschleunigung beschreibt, schwingt mit zunehmender Amplitude um den Mittelwert
Null. Eine Ru¨ckwirkung der lateralen Schwingungen r auf die Drehbeschleunigung ϕ¨
des Rotors, wie sie beim Durchfahren der biegekritischen Drehzahl bei ϕ˙=ω0 auftritt,
wird fu¨r Drehzahlen ϕ˙>ϕ˙gr jenseits der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl durch das mathema-
tische Modell aus den Gln. (1.1) und (1.2) nicht abgebildet. Die Energie nimmt durch
die anhaltende Drehbeschleunigung ϕ¨ bei gleichzeitig extremer Zunahme der Schwin-
gungsamplituden |r| stetig zu und u¨bersteigt die Leistung, welche durch den Antrieb
zur Verfu¨gung steht. Das verwendete Modell beschreibt ein Perpetuum mobile, was
damals auch schon erkannt worden ist.
Bei korrekter Abbildung des Sachverhaltes wird nach U¨berschreiten der Grenzdreh-
zahl ϕ˙gr ein Grenzzykel erwartet, in dem die Rotorauslenkungen r endlich bleiben
und die Rotordrehzahl ϕ˙ ungefa¨hr der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl ϕ˙gr entspricht. Hierfu¨r
muss ein zusa¨tzliches, von der Auslenkung r abha¨ngiges, bislang aber nicht deﬁniertes
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Verlustmoment MVL(r) im erweiterten Ansatz
Θ ϕ¨ =MA+ +Mε +MVL (1.3)
des Momentensatzes beru¨cksichtigt werden.
Es wird erwartet, dass das zu deﬁnierende Verlustmoment MVL im Zusammenhang
mit den Auslenkungen rL im Gleitlager steht. Das physikalische Modell der Gleit-
lager mit den bekannten und stets verwendeten linearisierten geschwindigkeits- und
auslenkungsproportionalen Kra¨ften
fGL = (BGL+GGL) r˙L + (KGL+NGL)rL (1.4)
des Gleitlagers aus Gl. (1.1) muss um ein auslenkungsabha¨ngiges VerlustmomentMVL


















a) Berechnung ohne Beru¨cksichtigung mo¨glicher Momente und
b) unter Beru¨cksichtigung eines Momentes infolge der Druckkra¨fte
In Anlehnung an die bekannten Koppelterme linearisierter Rotorsysteme ist zu pru¨fen,
ob es einen direkten Zusammenhang zwischen dem gesuchten Verlustmoment MVL
und Anteilen fA
GL
der Lagerkra¨fte fGL aus Gl. (1.4) gibt. Die a¨quivalente Abbildung
des Verlustmomentes MVL in Form von Kraftanteilen aus Gl. (1.4), welche an einem
vom Zapfenmittelpunkt L um die La¨ngen l1, l2 abweichenden Punkt K angreifen
ko¨nnen, vgl. Abb. 1.3, ist naheliegend, wu¨rde den Berechnungsaufwand verringern
und im Einklang mit den bisherigen Abbildungen des Verlustmomentes in den linearen
Modellen der Rotordynamik stehen.
Auf diese Frage konzentriert sich die vorliegende Arbeit.



















Abbildung 1.3: A¨quivalente Darstellung des Verlustmomentes
a) Lagerkra¨fte und Momente am Zapfenmittelpunkt L und
b) a¨quivalente Abbildung u¨ber außermittig angreifende Lagerkra¨fte
1.2 Stand der Forschung
Die Untersuchungen zur Ru¨ckwirkung des Gleitlagermomentes auf den Rotorantrieb
stehen im Zusammenhang mit Forschungsthemen zu mechanischen Systemen mit be-
grenzter Antriebsleistung, im Speziellen aus dem Bereich Rotordynamik, sowie zu den
Gleitlagereigenschaften fu¨r die Vorhersage des Schwingungsverhaltens gleitgelagerter
Rotoren.
1.2.1 Mechanische Systeme mit beschra¨nktem Antrieb
Der physikalische Zusammenhang zwischen den Schwingungsamplituden eines mecha-
nischen Systems und dem Antrieb des Erregermechanismus wurde erstmals 1902 durch
Arnold Sommerfeld im Experiment vorgefu¨hrt und in [42] beschrieben. Ein auf ei-
nem wackelnden Tisch angebrachter unwuchtiger Motor vermochte es im Bereich der
Resonanz nicht, seine Drehzahl – trotz sta¨ndiger Energiezufuhr – zu steigern. Erst
nach U¨berschreiten eines kritischen Wertes der Energiezufuhr steigt die Drehzahl
sprunghaft an und die Schwingungsamplituden des u¨berkritisch betriebenen Systems
nehmen ab. Eine u¨bersichtliche Abhandlung u¨ber die damaligen Beobachtungen und
U¨berlegungen gibt Eckert [10].
Die mathematische Modellierung und analytische Na¨herungslo¨sungen der nichtlinea-
ren Kopplung zwischen Auslenkungen und Antrieb mechanischer Systeme wird durch
Gladwell und Kononenko in [15] betrachtet. Mittels des Verfahrens langsam
vera¨nderlicher Gro¨ßen der Zeit werden Systeme mit einem und mehr Freiheitsgraden
im Bereich der Resonanzfrequenzen untersucht.
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Erste numerische Untersuchungen der Kopplung beim Betrieb rotierender Maschi-
nen wurden um 1965 durchgefu¨hrt. Im amerikanischen Raum untersucht Gluse [17]
den Einﬂuss der lateralen Schwingungen auf die Resonanzdurchfahrt am Beispiel des
Laval-Rotors.
Im deutschsprachigen Raum untersucht Markert, Pfu¨tzner und Gasch in [28]
und [13] den Einﬂuss der nichtlinearen Kopplung auf den instationa¨ren Betrieb des
Laval-Rotors mit dem Ziel der Bestimmung eines Mindestantriebsmomentes zum
Durchfahren der Resonanz und der dabei maximal zu erwartenden Amplituden. In
einer weiteren Arbeit [29] werden die theoretischen Betrachtungen auf Rotoren mit
a¨ußerer und innerer Da¨mpfung, das Eigengewicht des Rotors, die Unrundheit der
Welle, sowie Rotoren mit mehreren Freiheitsgraden und verteilter Masse erweitert.
Markert u¨bertra¨gt die Gedanken des Ha¨ngenbleibens in der Resonanz auf Rotorsys-
teme mit instabilen Drehzahlbereichen, in denen ebenfalls große Schwingungsampli-
tuden auftreten. Fu¨r den Rotor mit innerer Da¨mpfung beschreibt Baumann et al.
in [2] die Kopplung zwischen Auslenkungen und Antriebsmoment im Bereich der Sta-
bilita¨tsgrenzdrehzahl. In den Ergebnissen der theoretischen Untersuchung stellt sich
an der Grenzdrehzahl ein Grenzzykel mit endlichen Amplituden und konstanter Ro-
tordrehzahl kurz unterhalb der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl ein. All diese Modelle sind
energiekonsistent und beschreiben die Ru¨ckwirkung der lateralen Schwingungen auf
die Rotation richtig.
Mit der Abbildung des Verlustmomentes gleitgelagerter Rotoren haben sich Ro¨hr
in [38] sowieMarkert und Nicoletti in [27] bescha¨ftigt. In beiden Arbeiten konnte
das gesuchte Verlustmoment jedoch nicht korrekt abgebildet werden. Die Autoren
stellen fest, dass kein abschließendes Ergebnis zu diesem Thema vorliegt.
1.2.2 Betrieb von Rotoren in Gleitlagern
Die Forschungsthemen zu gleitgelagerten Rotoren sind vielseitig, wie in der Litera-
turu¨bersicht von Baumann in [3] oder der geschichtlichen Zusammenfassung von
Pinkus in [34] nachzulesen. Das Hauptaugenmerk liegt dabei auf der mathemati-
schen Abbildung des Schwingungsverhaltens mit verschiedenen Modellen, die auf
theoretischen Annahmen oder experimentell identiﬁzierten Lagereigenschaften, wie
z. B. Lagerkennzahlen, basieren, gebildet werden. Von Interesse ist dabei neben der
Vorhersage der Schwingungsamplituden im stationa¨ren Betrieb die Ermittlung der
Stabilita¨tsgrenzdrehzahl, um einen Betrieb der Maschinen mit ausreichenden Sicher-
heitsreserven zu gewa¨hrleisten.
Die Kenntnisse aus den stationa¨ren Betrachtungen werden fu¨r zeitvera¨nderliche Dreh-
zahlverla¨ufe in der Regel als u¨bertragbar angenommen. Nur wenige Arbeiten bescha¨f-
tigen sich intensiver mit dem Verhalten instationa¨r betriebener Rotoren in Gleitlagern.
6 Kapitel 1. Einleitung
Zu ihnen za¨hlt insbesondere die Arbeit von Baumann [3], in der die Gu¨ltigkeit der
linearen Gleitlagerkoeﬃzienten fu¨r schnell hochlaufende Rotoren theoretisch und expe-
rimentell nachgewiesen wird. Castro, Cavalca und Nordmann vergleichen in [8]
und [7] experimentelle Hochla¨ufe bis hin zur Instabilita¨t mit numerischen Ergebnis-
sen. Dem numerischen Modell liegt eine nichtlineare Abbildung der Gleitlager nach der
Kurzlagertheorie von Capone [6] zu Grunde. Eine rein experimentelle Parameterstu-
die im instationa¨ren Betrieb mit Hoch- bzw. Ausla¨ufen wurde durch El-Shafei et al.
in [11] durchgefu¨hrt.
In den genannten Untersuchungen wird von einem ausreichend starken Antrieb aus-
gegangen. Mo¨gliche Ru¨ckwirkungen der Rotorschwingungen auf den Antrieb werden
vernachla¨ssigt. Die Drehzahl ist unabha¨ngig vom Schwingungszustand und wird als
vorgegeben angesehen. In der Auslegung rotierender Maschinen in Gleitlagern wird
lediglich eine Abscha¨tzung der Verlustleistung basierend auf dem zu erwartenden Gleit-
lagermoment am schwingungsfreien stationa¨ren Betriebspunkt vorgenommen.
In der Berechnung von Schwimmbuchsenlagern ist es erforderlich, die Momentenbilanz
an der Schwimmbuchse aufzustellen, da die Schwimmbuchsendrehzahl das dynamische
Verhalten maßgeblich charakterisiert. Die Momentengleichung wird nach Nguyen-
Scha¨fer [31] ebenso wie die Lagerkra¨fte aus den nichtlinearen Diﬀerentialgleichungen
numerisch berechnet. Die Ru¨ckwirkung des Gleitlagermomentes auf den angetriebenen
Rotor wird auch hier vernachla¨ssigt.
Die Frage nach der mathematischen Abbildung der Ru¨ckwirkung des Gleitlagermo-
mentes infolge der vom Arbeitspunkt abweichenden Zapfenauslenkungen auf einen
leistungsbeschra¨nkten Antrieb blieb im Rahmen der vorgestellten Forschungsbereiche
bisher unbeantwortet.
1.3 Inhalt und Gliederung der Arbeit
Die vorliegende Arbeit befasst sich mit der Herleitung und der experimentellen Besta¨-
tigung einer mathematischen Beschreibung der Verlustmomente MVL in den Gleit-
lagern von Rotoren, mit denen eine Kopplung zwischen den Rotorauslenkungen r
und der Dynamik des Antriebs abgebildet werden kann. Aufbauend auf den theoreti-
schen Betrachtungen von Ro¨hr in [38] und Markert/Nicoletti in [27] wird ein
eigener neuer Lo¨sungsansatz pra¨sentiert und die sich daraus ergebenden mathema-
tischen Formulierungen der Verlustmomente fu¨r das kreiszylindrische Gleitlager wer-
den hergeleitet. Mit dem von Ro¨hr undMarkert/Nicoletti verwendeten linearen
mathematischen Modell eines einfach besetzten La¨ufers in zwei Gleitlagern wird das
instationa¨re Antwortverhalten, insbesondere die Drehzahlabha¨ngigkeit vom Schwin-
gungszustand, unter Beachtung eines begrenzten Antriebsmomentes und dem von den
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Schwingungsamplituden abha¨ngigen Verlustmoment berechnet. Damit steht erstmals
eine Beschreibung zur Verfu¨gung, die den Energietransfer von den Translationsschwin-
gungen in die Drehung auch in der Bewegungsgleichung konsistent beru¨cksichtigt. Die
Ergebnisse werden auf Plausibilita¨t u¨berpru¨ft und mit den Ergebnissen aus den voran-
gegangenen Arbeiten verglichen. Abschließend werden die theoretischen U¨berlegungen
durch Experimente am institutseigenen Rotorversuchsstand und ein mathematisches





Die im Abschnitt 1 beschriebene unzureichende Abbildung des Systemverhaltens gleit-
gelagerter Rotoren im instationa¨ren Betrieb unter Annahme eines ungeregelten be-
grenzten Antriebsmomentes MA+ hat Anlass zu weiteren theoretischen Untersuchun-
gen gegeben. Bis zum Beginn dieser Arbeit haben diese Untersuchungen zu keinem
Ergebnis gefu¨hrt, welches den Sachverhalt der eingehenden Erla¨uterungen zufrieden-
stellend abbildet. Nachfolgend wird ein U¨berblick der U¨berlegungen und Ergebnisse
fru¨herer Forschungsarbeiten gegeben und weiterfu¨hrend der neue Lo¨sungsansatz der
aktuellen Arbeit beschrieben.
2.1 Bestehende Lo¨sungsansa¨tze
In den Arbeiten von Markert/Nicoletti [27] wird der heuristische Ansatz ver-
folgt, dass das Verlustmoment MVL im direkten Zusammenhang mit dem linearen
Gleichungssystem (1.1) der lateralen Schwingungen steht. Infolge der dynamischen
Eigenschaften der Gleitlager sind sa¨mtliche Systemmatrizen besetzt und von der Dreh-
zahl abha¨ngig. In der gewa¨hlten Darstellung sind nach [26] die Matrizen (B+G) der
geschwindigkeitsproportionalen Kra¨fte und (K+N) der wegproportionalen Kra¨fte
aufgespalten in
– die symmetrische Da¨mpfungsmatrix B=BT,
– die antimetrische gyroskopische Matrix G=−GT,
– die symmetrische Steiﬁgkeitsmatrix K=KT und
– die antimetrische zirkulatorische Matrix N=−NT.
Unter der Voraussetzung, dass sowohl die symmetrische SteiﬁgkeitsmatrixK als auch
die symmetrische Da¨mpfungsmatrix B positiv deﬁnit sind, wird angenommen, dass
2.1. Bestehende Lo¨sungsansa¨tze 9
ein instabiles System mit aufklingenden freien Rotorschwingungen auf das Vorhanden-
sein der zirkulatorische MatrixN zuru¨ckzufu¨hren ist. Aufbauend auf diesem Postulat
wird angenommen, dass die Leistung, welche zum Aufklingen der lateralen Schwin-
gungen r notwendig ist, aus der Leistungsbilanz r˙T N r der nichtkonservativen aus-
lenkungsproportionalen Lagerkra¨fte stammt. Die Leistung, die zum Aufklingen der
lateralen Schwingungen r fu¨hrt, muss im Sinne der Energiekonsistenz dem Antrieb





in der Gleichung fu¨r die Rotation angenommen wird.
In Abb. 2.1 sind die Ergebnisse der zugeho¨rigen numerischen Simulation bei kon-
stantem Antriebsmoment MA+ dargestellt. Das zu Grunde liegende Gleichungssystem
der lateralen Schwingungen fu¨r die numerischen Rechnungen entspricht dem in Kapi-
tel 4 eingefu¨hrten mathematischen Modell (4.1) mit seinen Parametern (Gln. (4.6) bis






































































Abbildung 2.1: Hochlauf mit konstantem Antriebsmoment unter Beru¨cksichtigung
der Verlustmomente MVL1 nach Gl. (2.1) und Mε nach Gl. (4.3),
Modell und Parameter aus Abschnitt 4.1
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(4.11)) und den durch Glienicke experimentell bestimmten Gleitlagerzahlen gema¨ß
den Gln. (4.12) und (4.13). Das angenommene Verlustmoment (2.1) wird in die Mo-
mentengl. (4.2) anstelle des Gleitlagerreibmomentes MGL, welches spa¨ter eingefu¨hrt
wird, eingesetzt.
Bis zum Erreichen der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl ϕ˙gr entspricht das Antwortverhalten
den einleitend beschriebenen Beobachtungen durch Ro¨hr. Nach U¨berschreiten der
Grenzdrehzahl klingen die Rotorschwingungen auf, ohne dass zuna¨chst eine Ru¨ckwirk-
ung auf die Drehzahl zu erkennen ist. Erst wenn die Auslenkungen merklich groß wer-
den nimmt der VerlusttermMVL1 ausreichend große Werte an und der Drehzahlanstieg
wird geringer. Schließlich fa¨llt die Drehzahl ϕ˙ infolge der weiterhin stark anwachsen-
den Rotorauslenkungen r rapide ab. Nach der Ru¨ckkehr in den stabilen Betriebs-
drehzahlbereich reicht die Da¨mpfung des Systems nicht aus, die großen Amplituden
ausreichend schnell zu senken und damit den Einﬂuss des Koppelterms MVL1 auf die
Drehbeschleunigung zu lindern. Die Drehzahl ϕ˙ nimmt bis zum Versagen des numeri-
schen Modells kontinuierlich ab. Eine gedankliche Fortsetzung des Verlaufs la¨sst auf
einen Drehrichtungswechsel mit ru¨ckwa¨rts laufendem Rotor schließen. Mit physikali-
schem Versta¨ndnis ist das beschriebene Verhalten nicht zu erkla¨ren. Ein Grenzzykel
auf der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl ϕ˙= ϕ˙gr stellt sich durch den verwendeten Verlustterm
MVL1 nicht ein.
In einem erweiterten Ansatz von Markert/Nicoletti wird zusa¨tzlich zum ener-
getischen Einﬂuss der zirkulatorischen Matrix N die dissipierte Energie infolge der




(r˙TN r + r˙TBr˙) . (2.2)
Die in den nachfolgenden Rechnungen verwendete drehzahlabha¨ngige Da¨mpfungs-
matrix ist fu¨r alle Rotordrehzahlen ϕ˙ positiv deﬁnit, vgl. Abb. 4.3. Das in Abb. 2.2
dargestellte Ergebnis a¨hnelt dem zuvor vorgestellten Verlauf. Das verwendete Ver-
lustmoment fu¨hrt nach U¨berschreiten der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl ebenfalls zu einem
zeitlich stark verzo¨gerten Anwachsen der Verlustmomente und einem daraus resultie-
rendem Drehzahlabfall, der im Bildausschnitt nicht dargestellt ist.
In den urspru¨nglichen Betrachtungen [27] wird das Verlustmoment durch die dissi-
pativen Kra¨fte fa¨lschlicherweise mit einem negativen Vorzeichen beru¨cksichtigt. Die
Berechnung unter dieser Annahme fu¨hrt zu einem Grenzzykel um die Stabilita¨tsgrenz-
drehzahl. Jedoch nimmt in [27] entgegen den ga¨ngigen Beobachtungen und energeti-
schen U¨berlegungen die Drehbeschleunigung ϕ¨ im Bereich der Resonanz zu, so dass
mit dieser Annahme beispielsweise das Ha¨ngenbleiben in der Resonanz nicht abgebil-
det werden kann.
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Abbildung 2.2: Hochlauf mit konstantem Antriebsmoment unter Beru¨cksichtigung
der Verlustmomente MVL2 nach Gl. (2.2) und Mε nach Gl. (4.3),
Modell und Parameter aus Abschnitt 4.1
Die Unzula¨nglichkeit des verwendeten Vorzeichens zur Beschreibung des korrekten
Sachverhalts wurde im Rahmen dieser Arbeit korrigiert.
In einem weiteren Ansatz von Markert/Nicoletti [27] wird zusa¨tzlich zum Ver-
lustmoment MVL1 infolge der nichtkonservativen Kra¨fte ein drehzahlproportionales








nimmt in Abha¨ngigkeit von einer vorher gewa¨hlten Betriebsdrehzahl ϕ˙B und dem
Stillstandsmoment MA0 linear mit der Drehzahl ϕ˙ ab. Durch die drehzahlproportio-
nale Abnahme des resultierenden Antriebsmomentes nimmt die Drehbeschleunigung
linear mit der Drehzahl ab, bis die Betriebsdrehzahl ϕ˙B erreicht ist, Abb. 2.3. Im
vorliegenden Beispiel verharrt die Rotordrehzahl einige Zeit im Bereich der Betriebs-
drehzahl ϕ˙B > ϕ˙gr, wa¨hrend die Rotorauslenkungen und damit auch das Verlustmo-
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Abbildung 2.3: Hochlauf unter Beru¨cksichtigung eines drehzahlabha¨ngigen An-
triebsmomentes MA+(ϕ˙) nach Gl. (2.3) und der Verlustmomente
MVL1 nach Gl. (2.1) und Mε nach Gl. (4.3), Modell und Parameter
aus Abschnitt 4.1
ment MVL1 aufklingen. Im Vergleich zu den zuvor betrachteten Fa¨llen fu¨hren deut-
lich kleinere Auslenkungsamplituden zu einem Drehzahlabfall bis unter die Stabi-
lita¨tsgrenzdrehzahl ϕ˙gr, was auf das geringere Antriebsmoment zuru¨ckzufu¨hren ist.
Nach einem Einschwingvorgang stellt sich ein Grenzzykel mit endlichen, vergleichs-
weise geringen Auslenkungen und einer Rotordrehzahl ϕ˙≈ ϕ˙gr, die ungefa¨hr der Sta-
bilita¨tsgrenzdrehzahl entspricht, ein.
Anhand dieser und weiterer Rechnungen zeigt sich, dass durch geschickte Wahl der
Betriebsdrehzahl ϕ˙B ein Grenzzykel im Bereich der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl ϕ˙gr er-
reicht werden kann. Insbesondere wenn das verbleibende Antriebsmoment in diesem
Drehzahlbereich gering ist, reicht die beschriebene Kopplung MVL3 zwischen der Ro-
torauslenkungen r und der Drehbeschleunigung ϕ¨ aus, ein Ha¨ngenbleiben an der Sta-
bilita¨tsgrenze abzubilden. Ein physikalischer Zusammenhang zwischen dem Antriebs-
moment MA+ und der gewa¨hltem Betriebsdrehzahl ϕ˙B fehlt jedoch.
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2.2 Lo¨sungsansatz der vorliegenden Arbeit
Dem nachfolgend beschriebenen Ansatz geht eine umfassende Untersuchung zu den
U¨berlegungen vonMarkert/Nicoletti in einer diese Arbeit begleitenden Bachelor-
Thesis von Kilian [23] voraus, die der Autor dieser Arbeit betreut und maßgeblich
gepra¨gt hat.
Es bleibt festzuhalten, dass die einem instabilen System zugefu¨hrte Leistung nicht
allein aus den zirkulatorischen Kra¨ften Nr bestimmt werden kann. Dies la¨sst sich
anhand von Studien am Beispiel eines Doppelpendels mit Folgelast, wie es in [49]
und [19] beschrieben ist, belegen. Daru¨ber hinaus kann mit diesem Modell gezeigt
werden, dass Systeme mit zirkulatorischer Matrix N nicht zwangsla¨uﬁg instabil sind
und zusa¨tzlich aufgebrachte Da¨mpfung mit positiv deﬁniter Da¨mpfungsmatrix B ein
vormals stabiles System in ein instabiles u¨berfu¨hren kann [19].
In der vorliegenden Arbeit wird das Verlustmoment MVL basierend auf den an der
Zapfenoberﬂa¨che wirkenden Scherkra¨ften τ des Schmierﬁlms ermittelt. Diese Scher-
kra¨fte sind sowohl vom Schwingungszustand als auch von der Drehzahl abha¨ngig.
Das Vorgehen wird am Schema nachMarkert [25] betrachtet, welches um den Gleit-
lagereinﬂuss erweitert wird. Im oberen Bereich der Abb. 2.4 ist die in [25] beschrie-
bene Kopplung zwischen der Drehbewegung und den Biegeschwingungen des Rotors
abgebildet, welche aus dem Moment der am Wellendurchstoßpunkt W angreifenden
Wellenru¨ckstellkraft um den Schwerpunkt S resultiert.
Durch die Gleitlager werden zusa¨tzliche Kra¨fte FGLz und FGLy sowie Momente MGL,
wie durch Vogelpohl [47] beschrieben, in das System eingebracht. Ebenso wie die
Lagerkra¨fte FGLz und FGLy ha¨ngt auch das GleitlagermomentMGL von der Zapfendre-
hung ϕ˙ und der Zapfenbewegung rGL und r˙GL im Gleitlager ab. Zusa¨tzlich zum Druck-
verlauf p im Gleitlager, der die Lagerkra¨fte liefert, und dessen Einﬂuss in Gl. (1.1)
beru¨cksichtigt ist, wird das Gleitlagermoment MGL infolge der Scherspannung τ im
Gleitlager bestimmt und in der Momentenbilanz (1.2) sowohl in nichtlinearer als auch
linearisierter Form beru¨cksichtigt.
Das hergeleitete Verlustmoment wird auf seine Zusammenha¨nge mit den wirkenden
O¨lﬁlmkra¨ften FGLz und FGLy im Hinblick auf einen vom Zapfenmittelpunkt L unter-
schiedlichen Kraftangriﬀspunkt K untersucht, vgl. Abb. 1.2.
Das Gleitlagermoment MGL wird in bisherigen Betrachtungen zur Abscha¨tzung des
Verlustmomentes am schwingungsfreien Arbeitspunkt oder in Modellen zur Abbildung
von Schwimmbuchsenlagern beru¨cksichtigt. Bei der Schwimmbuchsenlagerung ha¨ngt
die Schwimmbuchsendrehzahl von der Momentenbilanz an der Schwimmbuchse und
den Druckverla¨ufen der beiden Schmierﬁlme ab. Eine direkte Ru¨ckwirkung des in die-
ser Arbeit hergeleiteten Verlustmomentes MVL infolge von Zapfenbewegung rGL und
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Abbildung 2.4: Schematische Darstellung der Kopplung zwischen Biegeschwingung
und Drehbewegung fu¨r den Laval-Rotor in Gleitlagern.




Hydrodynamische Gleitlager zeichnen sich durch ihren vergleichsweise einfachen Auf-
bau, ihren geringen Wartungsaufwand infolge der Verschleißarmut und einem geringen
Gleitlagermoment aus. Die Lager- und O¨leigenschaften sowie die Rotordrehzahl und
die Lagerlast beeinﬂussen das dynamische Verhalten gleitgelagerter Rotoren maßgeb-
lich. Im Folgenden werden die Eigenschaften von Gleitlagern erla¨utert. Ausgehend
von den analytischen Verfahren zur Berechnung der Schmierﬁlmkra¨fte werden die
auf den Zapfen wirkenden Gleitlagermomente infolge der an der Zapfenoberﬂa¨che an-
greifenden Scherspannungen analytisch hergeleitet. Aufbauend auf den analytischen
Beschreibungen wird ein physikalischer Zusammenhang zwischen den Lagerkra¨ften
und -momenten gesucht. Es wird erwartet, dass das Gleitlagermoment durch die La-
gerkra¨fte, welche an einem vom Zapfenmittelpunkt verschiedenen Punkt angreifen,
a¨quivalent abgebildet werden kann.
3.1 Druckverlauf und resultierende Kra¨fte im Gleit-
lager
Grundlage der hydrodynamischen Schmierﬁlmtheorie ist die 1886 von Reynolds [36]


























nach [3] in Zylinderkoordinaten, die entsprechend Abb. 3.1 durch die axiale Koordinate
x und die Umfangskoordinate θ gegeben sind, beschreibt den orts- und zeitabha¨ngigen
Druckverlauf p(θ, x, t). Dieser ist abha¨ngig vom Zapfenradius R, der Viskosita¨t η des
Schmiermittels, der Zapfendrehzahl ϕ˙ und der Schmierspaltho¨he h sowie deren zeitli-

















Abbildung 3.1: a) Querschnitt des Kreiszylinderlagers
b) La¨ngsschnitt
chen und ra¨umlichen A¨nderungen ∂h/∂t und ∂h/∂θ. Fu¨r das nachfolgend betrachtete
kreiszylindrische Gleitlager wird die Schmierspaltho¨he
h(θ, t) = h0 − εL cos(θ−γ) (3.2)
entlang der Umfangskoordinate θ durch das geometrisch bedingte nominelle Lager-
spiel h0 und die zeitvera¨nderliche radiale Zapfenauslenkung εL(t) beschrieben. Die
Reynolds-Diﬀerentialgleichung (3.1) ist geschlossen analytisch nur fu¨r Sonderfa¨lle
lo¨sbar. Die bekanntesten Sonderfa¨lle sind die Langlagertheorie und die Kurzlagertheo-
rie, wie sie u. a. durch Gasch, Pfu¨tzner und Nordmann [14] beschrieben werden.
Fu¨r endlich lange Lager muss die Diﬀerentialgleichung numerisch gelo¨st werden. Alle
Lo¨sungsverfahren fu¨hren fu¨r das kreiszylindrische Lager auf Druckfunktionen p(x, θ, t),
welche eine 2pi-Periodizita¨t in Umfangsrichtung θ entsprechend der Schmierspaltfunkti-
on h(θ) aufweisen. Exemplarisch sind hierzu die analytisch berechneten Druckverla¨ufe
p(θ) der Kurz- und der Langlagertheorie in Abb. 3.2 gezeigt.
Die mathematische Lo¨sung fu¨hrt auf Schmierﬁlmdru¨cke p < pD, die kleiner als der
Verdampfungsdruck sind und durch das Schmiermittel nicht aufgenommen werden
ko¨nnen.Gu¨mbel und Reynolds formulieren verschiedene Ansa¨tze zur Lo¨sung dieses
Problems, z. B. [41]. Der fu¨r die analytische Betrachtung einfachste Na¨herungsansatz
fu¨r das Druckbergende wird durch Gu¨mbel beschrieben, indem er keine Dru¨cke p
zula¨sst, die kleiner als der Umgebungsdruck pstat sind,
p (θ, x) = p (θ + 2pi, x) mit p
!
= pstat fu¨r berechnete p < pstat . (3.3)
Die Wahl des statischen Drucks pstat als Grenzdruck ist durch die Annahme gerecht-
fertigt, dass die maximalen Schmiermitteldru¨cke pmax ≫ pstat in der Regel mehrere






























Abbildung 3.2: Analytisch berechnete Druckverla¨ufe des kreiszylindrischen Gleitla-
gers
a) entlang der Umfangskoordinate θ in Lagerla¨ngsmitte
b) in Breitenrichtung x am Ort des Maximaldrucks
Potenzen gro¨ßer sind als der Umgebungsdruck bzw. der Dampfdruck pD, so dass fu¨r
den Verdampfungsdruck pD≈ pstat gilt. Bei kleiner Lagerlast und großer Lagerbreite
kann der maximale Druck pmax auch kleinere Werte annehmen, so dass der Unterschied
zwischen statischem Druck pstat und dem Verdampfungsdruck pD signiﬁkant wird, [3].
Das Vorgehen von Gu¨mbel und Reynolds bietet u. a. Vorteile in der analytischen
Integration der Druckfunktion.
Ausgehend von der Druckverteilung p und den U¨berlegungen zum tragenden Druck-
berg lassen sich die Kra¨fte FGLz und FGLy auf den Lagerzapfen bei dessen Bewegung
im Lagergeha¨use berechnen. Hierzu wird der Druck im Bereich des tragenden Druck-












p(θ) cos θ R dθ dx
(3.4)
integriert. In Abb. 3.3 sind die a¨quivalenten Darstellungen des tragenden Druckberges
und den daraus resultierenden Kra¨ften gezeigt. Deutlich wird, dass aus dem Schmier-
ﬁlmdruck nur zentrisch im Zapfenmittelpunkt L angreifende Kra¨fte entstehen.















Abbildung 3.3: Querschnitt des Kreiszylinderlagers mit
a) Verlauf des tragenden Druckbergs und
b) daraus resultierenden O¨lﬁlmkra¨ften (ohne Scherkra¨fte)
3.1.1 Stationa¨re Verlagerungsbahn
Unter einer zeitlich konstanten Last F0, die in Anlehnung an die Gewichtskraft in












p0(θ) cos θ R dθ dx = −F0
(3.5)
mit den Lagerkra¨ften FGLz0 und FGLy0 unter dieser konstanten Last ein. Die Lager-
kra¨fte FGLz0 und FGLy0 werden mit Gl. (3.4) unter Annahme des im konvergierenden
Spalt γ0−pi≤θ≤γ0 tragenden Schmierﬁlmdruckes
p0 = p(ε0, γ0, ε˙=0, γ˙=0) (3.6)
gebildet. Im Gleichgewicht nach Gl. (3.5) stellt sich bei einer konstanten Zapfendreh-
zahl ϕ˙ infolge der stationa¨ren Last F0 die stationa¨re Lage ε0 und γ0, der Arbeitspunkt
A, ein. Die verschiedenen stationa¨ren Betriebspunkte A werden durch eine dimensi-
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und dem Zapfendurchmesser
D = 2R , (3.9)
charakterisiert. Sowohl die Zapfenexzentrizita¨t ε0(So) als auch der Verlagerungswinkel
γ0(So) der stationa¨ren Gleichgewichtslage sind Funktionen der Sommerfeld-Zahl
So und damit der Drehzahl ϕ˙. Die Menge aller Gleichgewichtslagen A eines Lagers
ist in der Ortskurve der statischen Ruhelagen, der Gu¨mbelkurve (Abb. 3.4 links),
zusammengefasst. Die Gu¨mbelkurve kann sowohl im Versuch als auch durch Lo¨sung






















Abbildung 3.4: a) Stationa¨re Verlagerungsbahnen (Gu¨mbelkurve)
verschiedener Lager mit B/D=1 nach [3]
b) Koordinaten des linearisierten Systems
ha¨ngen neben der Sommerfeld-Zahl So auch von der Lagergestalt ab. Die in Abb. 3.4
dargestellte Gu¨mbelkurve nach Someya [41] gilt fu¨r Lager mit zwei gegenu¨berlie-
genden O¨lzufuhrnuten, wa¨hrend die anderen Beispiele fu¨r Lager mit einer einzelnen
Zufuhrnut gelten, [3].
3.1.2 Linearisierung
Infolge zeitlich vera¨nderlicher Kra¨fte fu¨hrt der Zapfen L in jedem festen Betriebspunkt
(So=const.) Bewegungen ∆vL und ∆wL um seine Ruhelage A aus, (Abb. 3.4 rechts).
Fu¨r kleine Bewegungen ∆vL und ∆wL um die Ruhelage A ko¨nnen die Bewegungen
linear beschrieben werden. Im Betrieb einer Maschine an ihrem nominellen Betriebs-
punkt (So=const.) tragen Gleitlager neben der statischen Last F0 zeitvera¨nderliche
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Lasten, die beispielsweise durch a¨ußere Prozesskra¨fte oder Unwuchtkra¨fte hervorgeru-
fen werden. Diese a¨ußeren Kra¨fte fu¨hren zu Schwingungen ∆wL und ∆vL des Lager-
zapfens um seine Gleichgewichtslage A, welche ru¨ckstellende, da¨mpfende oder anfa-
chende O¨lﬁlmkra¨fte ∆Fz und ∆Fy zur Folge haben. Die linearisierten dynamischen
O¨lﬁlmkra¨fte ∆Fz und ∆Fy lassen sich an jedem Arbeitspunkt A u¨ber analytisch oder







mit i, j=y, z (3.10)






























gilt. Als Beispiel sind in Abb. 3.5 die aus Messungen von Glienicke [16] fu¨r ein kreis-
zylindrisches vollumschlossenes Gleitlager gewonnenen dimensionslosen Koeﬃzienten
dargestellt. Alternativ zur experimentellen Bestimmung ko¨nnen die Gleitlagerkoeﬃzi-



































Abbildung 3.5: Experimentell bestimmte Steiﬁgkeits- und Da¨mpfungskoeﬃzienten
fu¨r das kreiszylindrische Lager nach [16] (B/D=0.5).
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(z. B. Finite Diﬀerenzen Methode, Butenscho¨n [4]) oder analytisch basierend auf
der Kurz- bzw. der Langlagertheorie [14] ermittelt werden. Eine Sammlung experi-
mentell und numerisch ermittelter Gleitlagerkoeﬃzienten bei konstanten Drehzahlen
ﬁndet man fu¨r eine Vielzahl unterschiedlicher Lagertypen in Someya [41].
3.2 Verlustmoment durch Fluidreibung
Neben dem durch die Reynolds-Gleichung (3.1) beschriebenen Druckverlauf p und
den daraus resultierenden O¨lﬁlmkra¨ften FGLz und FGLy wirkt am Lagerzapfen ein
Gleitlagermoment MGL. Infolge der Stro¨mungsgeschwindigkeit











(z−R)2 + h(θ) (z−R)
]
, (3.13)
im Lagerspalt (Abb. 3.6), die aus der Reynolds-Gleichung stammt, vgl. Lang und
















betragen. Die Scherspannung τ am Zapfen setzt sich folglich aus zwei additiven Antei-
len zusammen: Der erste Anteil ist proportional zur Drehgeschwindigkeit ϕ˙ des Zap-
fens und damit der Drehzahl, der zweite Anteil ist proportional zum Druckgradienten










Abbildung 3.6: Querschnitt des Kreiszylinderlagers
mit Scherspannungen an der Zapfenoberﬂa¨che
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tion εL und γL im Lager, die in der Schmierspaltfunktion h(θ) nach Gl. (3.2) und somit


















um den Zapfenmittelpunkt L wird durch Integration der Schubspannungen τ u¨ber die
Zapfenoberﬂa¨che gebildet. Der drehzahlproportionale Anteil wird u¨ber den gesamten
Umfang 0 ≤ θ < 2pi integriert. Die Integration des Anteils aus der Druckdiﬀerenz
∂p/∂θ wird, wie bei der Kraftintegration aus Abschnitt 3.1, nur u¨ber den Bereich des
positiven Druckberges durchgefu¨hrt, da laut angewandter Theorie sa¨mtliche Dru¨cke,
die rechnerisch negativ sind, zu null gesetzt werden. Somit gilt
∂p
∂θ
= 0 fu¨r θE < θ < θA . (3.16)
Fu¨r das kreiszylindrische Lager la¨sst sich die Schmierspaltfunktion
h(θ, t) = h0 − εL cos(θ−γ) (3.17)

















Dieser Anteil des GesamtmomentesMLGL entha¨lt neben der Drehgeschwindigkeit ϕ˙ die
bezogene Zapfenposition εL/h0, die Za¨higkeit η des O¨ls, sowie weitere konstruktive
Lagerparameter.











enthaltene Ableitung des Druckes ∂p/∂θ wird durch eine partielle Integration umgan-
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ergibt. Unter Anwendung des Additionstheorems auf die Ableitung der Schmierspalt-
funktion nach Gl. (3.20),
dh
dθ
= εL sin(θ−γ) = εL (sin θ cos γ − cos θ sin γ), (3.21)
sowie den geometrischen Zusammenha¨ngen
wL = εL cos γ und vL = εL sin γ (3.22)
















p cos θRdθdx . (3.23)




(FGLywL − FGLz vL) (3.24)
in Abha¨ngigkeit der wirkenden Lagerkra¨fte FGLz und FGLy sowie der Zapfenauslenkun-
gen wL und vL beschrieben werden.
Damit ergibt sich eine stark vereinfachte Berechnungsmethode im Vergleich zur sonst
verwendeten numerischen Berechnung des druckinduzierten Momentes MLGL2. Eine














(FGLywL − FGLz vL) (3.25)
ist maßgeblich abha¨ngig von der Zapfenposition wL und vL sowie der Zapfenexzentri-
zita¨t εL im kreiszylindrischen Lager.


















(F0 ε0 sin γ0) ,
(3.27)
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infolge der Schwingungen um die Ruhelage unterteilt werden.






beschrieben, der das Verha¨ltnis der Fluidreibung zur stationa¨ren Lagerlast F0 unter
Beachtung des Zapfenradius R beschreibt. Fu¨r den Fall des zentrisch im Lager (ε=0)







die das Verha¨ltnis des Reibungswertes zum bezogenen Lagerspiel in Abha¨ngigkeit
von der Sommerfeld-Zahl So beschreibt. Sie dient der Abscha¨tzung des stationa¨ren
Gleitlagermomentes von schnell laufenden Rotoren in Langlagern bzw. in schwach
belasteten Lagern (So<1). Im allgemeinen Fall wird der bezogene Reibungswert
µGL0
ψ
= f(So, B/D) (3.31)
gema¨ß Lang und Steinhilper [24] bzw. Spurk [43] als Funktion der Sommerfeld-
Zahl So und dem Breitenverha¨ltnis B/D angegeben, wodurch der Einﬂuss der orts-
abha¨ngigen Druckverlaufs im Schmierﬁlm besser erfasst wird.
Eine Beschreibung der Momentena¨nderung ∆MLGL infolge der Rotorschwingungen um
die Ruhelage A ist in der Literatur bisher nicht zu ﬁnden.
3.2.1 Zusammenhang zwischen O¨lfilmkraft und -moment
Die Berechnung der Gleitlagerkra¨fte mittels der Gln. (3.4) bzw. (3.12) ist abgesichert
und durch empirische Daten belegt. Die Eigenschaften der Gleitlager sind in Rech-
nungen und Messungen gut untersucht. Fu¨r das hergeleitete Gleitlagermoment liegen
– außer den analytischen Betrachtungen – hingegen keine Daten vor. In Anlehnung
an den Drehwiderstand infolge der Wellenverbiegung Mε wird fu¨r das Gleitlager ein
Zusammenhang zwischen Lagerkra¨ften und den ru¨ckwirkenden Gleitlagermomenten
gesucht.
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Der druckinduzierte Momentenanteil MGL2 des Gleitlagermomentes MGL steht im di-
rekten Zusammenhang mit den Gleitlagerkra¨ften FGLz und FGLy und den Auslenkun-




rL × fGL (3.32)
la¨sst auf einen vom Zapfenmittelpunkt L abweichenden Angriﬀspunkt K der Gleitla-
gerkraft schließen, wie er in Abb. 3.7 dargestellt ist. Die in Gl. (3.32) beschriebene
























Abbildung 3.7: A¨quivalente Darstellung des Gleitlagermoments:
a) Lagerkra¨fte am Zapfenmittelpunkt
b) außermittig angreifende Lagerkra¨fte
Der drehgeschwindigkeitsproportionale Anteil MLGL1(ϕ˙) weist keinen direkten Zusam-
menhang mit den wirkenden Lagerkra¨ften FGLz und FGLy auf. Wa¨hrend die Gleitla-
gerkra¨fte sowohl von der Zapfenlage wL und vL als auch deren zeitlicher A¨nderung w˙L
und v˙L abha¨ngig sind, wird das drehzahlproportionale Moment M
L
GL1(ϕ˙) nur von der
Zapfenlage wL und vL beeinﬂusst. Selbst fu¨r den Betrieb am Arbeitspunkt besteht
kein einfacher physikalischer Zusammenhang zwischen dem ﬁktiven Reibwert µGL0
und der Zapfenlage im Sinne eines Hebelarmes.
Na¨herungen um den Arbeitspunkt
Die bisherigen Betrachtungen wurden an der nichtlinearen Funktion (3.25) des Verlust-
momentes MLGL durchgefu¨hrt, in der die Auslenkungen wL und vL des Lagerzapfens
vom Lagermittelpunkt 0 ausschlaggebend sind. Wird das zeitabha¨ngige Verhalten des
Lagerzapfens mittels linearer Theorie mit Da¨mpfungs- und Steiﬁgkeitskoeﬃzienten
βij(So) und γij(So) durchgefu¨hrt, stehen aus der Berechnung des Gleichungssystems
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(3.12) die vom Arbeitspunkt A abweichenden Auslenkungen ∆wL und ∆vL sowie die
dynamischen Kra¨fte ∆Fz und ∆Fy zur Verfu¨gung. In derselben Weise wie die La-
gerkra¨fte kann auch das Gleitlagermoment MLGL in Abha¨ngigkeit von den relativen
Zapfenauslenkungen ∆wL und ∆vL um den Arbeitspunkt A linearisiert werden.




























und den Momentena¨nderungen infolge einer vom Arbeitspunkt A abweichenden Zap-
























































(r0 +∆r)× (F 0 +∆F ) (3.38)
entha¨lt sowohl die Auslenkungen r0 und die Kra¨fte F 0 am Arbeitspunkt A als auch
die vom Arbeitspunkt A abweichenden Auslenkungen ∆r und Kra¨fte ∆F . Eine Be-
rechnung mittels der Auslenkungen ∆r aus der Ruhelage und den dadurch bedingten
Kra¨ften ∆F unter Vernachla¨ssigung der Auslenkungen r0 und der Kra¨fte F 0 am
Arbeitspunkt A ist nicht mo¨glich.
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Ausgehend von der in Kapitel 1 vorgestellten Idee, dass es einen Zusammenhang
der Lagerkoeﬃzienten βij(So) und γij(So) mit dem Gleitlagermoment M
L
GL geben
ko¨nne, werden nachfolgend die Linearkoeﬃzienten des Gleitlagermomentes exempla-
risch mit den Steiﬁgkeits- und Da¨mpfungskoeﬃzienten γij(So) und βij(So) aus der
Kurzlagertheorie nach [14] verglichen. Letztere liegen ebenso wie die hergeleiteten
Koeﬃzienten aus Gl. (3.36) in analytischer Form vor. Die Steiﬁgkeitskoeﬃzienten
















mit den zugeho¨rigen Polynomkoeﬃzienten gema¨ß Tab. 3.1. Fu¨r die Da¨mpfungskoeﬃzienten
βij gilt dies entsprechend, allerdings mit den Polynomkoeﬃzienten gema¨ß Tab. 3.2.
Der Za¨hler weist Polynome mit mindestens zwei von Null verschiedenen Polynomko-
eﬃzienten an auf. Bei den Linearkoeﬃzienten der Momente nach Gl. (3.36) ist jedoch
nur ein Polynomkoeﬃzient an von Null verschieden. Auch einfache Verrechnungen der
Steiﬁgkeits- bzw. Da¨mpfungskoeﬃzienten fu¨hren nicht auf die Form der linearisierten
Momente.
Tabelle 3.1: Polynomkoeﬃzienten der bezogenen Steiﬁgkeiten (Kurzlagertheorie, [14])
γij a0 a2 a4 b1 b2 ag
yy 2pi2 16−pi2 0 0 0 1
yz pi2 −2pi2 −16+pi2 1 1 −pi/4
zy pi2 32+pi2 32−2pi2 1 1 pi/4
zz pi2 32+pi2 32−2pi2 0 2 1
Tabelle 3.2: Polynomkoeﬃzienten der bezogenen Da¨mpfungen (Kurzlagertheorie, [14])
βij a0 a2 a4 b1 b2 ag
yy pi2 −16+pi2 16−2pi2 1 1 pi/2
yz 2pi2 −32+2pi2 0 0 0 1
zy 2pi2 −32+2pi2 0 0 0 1
zz pi2 48−2pi2 pi2 1 1 pi/2
Fu¨r den betrachteten Spezialfall des Kurzlagers kann somit kein Zusammenhang zwi-
schen den Lagerkennzahlen βij(So) und γij(So) und den linearen Koeﬃzienten des
Gleitlagermomentes hergeleitet werden. Ebenso kann der von Markert und Nico-
letti [27] vermutete Zusammenhang zwischen den linearen Momentenkoeﬃzienten
und den nichtkonservativen Anteilen aus den Steiﬁgkeitskoeﬃzienten γij(So) durch das
systematische, auf physikalischen Grundsa¨tzen aufbauende Vorgehen nicht besta¨tigt
werden.
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3.2.2 Abscha¨tzung der Verlustmomente
In der Literatur ﬁndet sich ha¨uﬁg der Verweis, dass das Moment MLGL2 infolge der
Druckdiﬀerenz gegenu¨ber dem Anteil aus der Drehbewegung MLGL1(ϕ˙) vernachla¨ssigt
werden kann, z. B. Pinkus und Sternlicht [35]. In den Berechnungen wird durch
diese Vernachla¨ssigung die zusa¨tzliche Rechenzeit fu¨r die Integration des Druckgra-
dienten ∂p/∂θ erspart. Die neue analytische Betrachtung fu¨r das kreiszylindrische
Gleitlager aus Abschnitt 3.2 erlaubt einen Vergleich der Gro¨ßenordnungen der Mo-
mentenanteile MLGL1(ϕ˙) und M
L
GL2.
Unter Annahme einer konstanten Last F0 auf den Lagerzapfen stellen sich im Gleich-
gewicht die Lagerkra¨fte
FGLz = −F0 und FGLy = 0 (3.40)
ein. Aus der Kurzlagertheorie, die u. a. in [24] beschrieben ist, sind einfache analytische























in Abha¨ngigkeit von der bezogenen Zapfenexzentrizita¨t ε0 entlang der Gu¨mbelbahn ge-
geben. Zusammen mit dem hergeleiteten Gleitlagermoment (3.34) entlang der Verlage-
rungsbahn la¨sst sich die Gro¨ßenordnung der beiden Momentenanteile am stationa¨ren
Arbeitspunkt u¨ber das Verha¨ltnis∣∣∣∣∣MGL2MGL1
∣∣∣∣∣ = 12
∣∣∣∣∣F0 vLMGL1





In Abb. 3.8a ist das Verha¨ltnis der beiden Anteile nach der Kurzlagertheorie u¨ber
die Exzentrizita¨t des stationa¨ren Arbeitspunktes aufgetragen. Es zeigt sich, dass der
druckinduzierte Momentenanteil MGL2 fu¨r hohe bezogene Exzentrizita¨ten εL> 0.7h0
und kleine Breitenverha¨ltnisse B/D<0.5 nicht vernachla¨ssigt werden darf.
Fu¨r das unendlich lange Lager sind in [24] ebenfalls analytische Funktionen des Ver-
lagerungswinkels γ0 und der Sommerfeld-Zahl So gegeben. Die Abscha¨tzung der
Gro¨ßenordnung der Momentenanteile zeigt, dass der druckinduzierte Momentenanteil
MGL2 bei hohen Zapfenexzentrizita¨ten ε0 auch bei Langlagern nicht vernachla¨ssigt
werden sollte (Abb. 3.8b). Unabha¨ngig von den Lagerbreiten ist demnach eine Ver-
nachla¨ssigung des druckinduzierten Momentenanteils MGL2 nicht fu¨r alle berechneten
Betriebszusta¨nde zula¨ssig.
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Abbildung 3.8: Verha¨ltnis der Momentenanteile fu¨r
a) Kurzlagertheorie
b) Langlagertheorie
3.3 Kraftwirkung infolge der Fluidreibung
Neben dem im vorhergehenden Abschnitt behandelten GleitlagermomentMGL erzeugt
die tangential an der Zapfenoberﬂa¨che angreifende u¨ber den Umfang des Zapfens va-
riierende Scherspannung τ eine resultierende Kraft Fτ . Im Folgenden wird diese Kraft
aus den hergeleiteten analytischen Beschreibungen der Scherspannung (Abschnitt 3.2)
berechnet und mit den resultierenden Kra¨ften FGL (vgl. Gl. (3.4)) infolge des Druckes
p verglichen.
3.3.1 Kra¨fte infolge der Scherspannungen am Rotorzapfen
Zur Bestimmung der Kra¨fte der Scherspannungen mu¨ssen die Scherspannungskompo-












τ(θ) sin θRdθdx .
(3.44)
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τ(δ) sin δRdδ dx
(3.45)
in einem um den Winkel γ gedrehten xru-Koordinatensystem berechnet (Abb. 3.9),
da fu¨r diese Koordinaten allgemeine Lo¨sungen aus Integraltafeln, z. B. [18], vorlie-
























Abbildung 3.9: Querschnitt des Kreiszylinderlagers mit
a) Verlauf der Scherspannung und
b) daraus resultierenden O¨lﬁlmkra¨ften.


































Die verschwindende Kraftkomponente Fτ1r in radialer Richtung la¨sst sich anschaulich
durch den punktsymmetrischen Verlauf der Scherspannungsanteile in radialer Rich-
tung,
τr(δ) = τ(δ) sin δ = −τ(−δ) sin(−δ) = −τr(−δ) , (3.47)
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bezu¨glich δ=0 erkla¨ren.




















h(δ) sin δRdδ dx ,
(3.48)
ko¨nnen mit den Integraltabellen nicht direkt gelo¨st werden. Analog zur Herleitung des

















p(δ)(cos δ + ε¯L (1−2 cos
2 δ))Rdδdx
(3.49)
als Funktionen des Druckes p(δ) schreiben.
3.3.2 Vergleich der Kraftgro¨ßen aus Druck- und Scherspan-
nung




















aus der Druckintegration fu¨r das Kurzlager aus [14] herangezogen. Das Verha¨ltnis
beider Kraftgro¨ßen∣∣∣∣∣Fτ1Fpu












la¨sst fu¨r den stationa¨ren Betrieb eine Abscha¨tzung zu. Fu¨r Breitenverha¨ltnisse B/D>
0.2 kann die Kraft infolge der Scherstro¨mung auf den Lagerzapfen fu¨r ga¨ngige bezogene
Lagerspiele ψ < 0.01 vernachla¨ssigt werden. Das Ergebnis fa¨llt zusammen mit der
Aussage von Spurk und Aksel [44], welche er fu¨r das unendlich lange Lager im
stationa¨ren Betrieb ta¨tigt. Eine Abscha¨tzung der Gro¨ßenordnung im instationa¨ren
Betrieb ist mit dem durchgefu¨hrten Verfahren allerdings nicht mo¨glich. Sie bedarf
einer Betrachtung auf Basis von Bewegungsformen des Zapfens im Gleitlager.
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Die Gro¨ßenordnung der Kraftkomponente (Gl. (3.49)) infolge der druckinduzierten
Scherspannung τ2 la¨sst sich mit den allgemein hergeleiteten Druckkra¨ften aus Gl. (3.4)
abscha¨tzen. Der maßgebliche Unterschied beider Kraftgro¨ßen ist der Faktor h0/R. So-
mit sind die Kra¨fte infolge der Scherspannung um den Faktor ψ = h0/R≪ 1 kleiner
als die Kra¨fte FGLz und FGLy aus dem Druck. Aufgrund des Vergleichs anhand allge-





am Laval-Rotor in Gleitlagern
Der Einﬂuss des im vorhergehenden Kapitel vorgestellten GleitlagermomentesMGL auf
den instationa¨ren Betrieb von gleitgelagerten Rotoren wird nachfolgend am theoreti-
schen Modell des horizontalen schweren, beidseitig gelagerten, symmetrischen Laval-
Rotors untersucht. Betrachtet werden die Ru¨ckwirkung des Gleitlagermomentes MGL
auf die Anfahrbeschleunigung ϕ¨ des Rotors sowie die Rotorauslenkungen bei be-
schra¨nktem Antriebsmoment MA. Im Hinblick auf die weit verbreitete lineare Berech-
nungsmethode zur Bestimmung der translatorischen Bewegungsform wird untersucht,
ob die lineare Abbildung des Gleitlagermomentes eine ausreichend gute Abbildung
des nichtlinearen Zusammenhangs bietet.
Es wird erwartet, dass mit dem hergeleiteten Gleitlagermoment (linear bzw. nichtline-
ar) die Kopplung zwischen den Auslenkungen im Gleitlager und der Rotordrehung phy-
sikalisch richtig abgebildet wird und ein Grenzzykel an der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl
infolge der dort auftretenden großen Schwingungsamplituden erreicht werden kann.
4.1 Einfaches Rotormodell
Das einfachste Modell eines elastischen La¨ufers in Gleitlagern ist in Abb. 4.1 darge-
stellt. Der Rotor besteht aus einer runden, massenlosen biegeelastischen Welle (Wel-
lensteiﬁgkeit c als Kraft an der Scheibe bezogen auf die Ausbiegung der Welle), einer
darauf exzentrisch aufgekeilten Scheibe (Masse m, Schwerpunktsexzentrizita¨t εm) so-
wie beidseitig symmetrisch zu dieser Masse angebrachte Gleitlagerzapfen L (jeweils
Masse mL), an denen jeweils die Gleitlagerkra¨fte FGLz und FGLy angreifen. Betrachtet
werden nur die symmetrischen Schwingungen, bei denen beide Gleitlagerzapfen gleiche
Bewegungen ausfu¨hren. Die Kippschwingungen, bei denen sich die beiden Gleitlager-
zapfen in entgegengesetzter Richtung bewegen, sind ausgeschlossen. Die Eigenfrequen-
































Abbildung 4.1: Einfach besetzte Welle (Laval-Rotor) mit Lagerzapfen, vgl. [9]
zen der Kippschwingungen liegen in der Regel weit oberhalb der Eigenfrequenzen der
symmetrischen transversalen Schwingungen. Das dynamische Bewegungsverhalten des
symmetrisch aufgebauten Rotors um die drehzahlabha¨ngigen Gleichgewichtslagen A






























−c/2 czz + c/2 czy

















der lateralen Schwingungen ∆wW und ∆vW des Wellendurchstoßpunktes sowie den
Zapfenauslenkungen ∆wL und ∆vL um die statische Ruhelage ε0 und γ0 beschrieben.
Die Auslenkungen ∆wL und ∆vL in den beiden Lagern werden als identisch angenom-
men. Außerdem wirkt eine a¨ußere viskose Da¨mpfung b am Wellendurchstoßpunkt W
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der Scheibe.
Der Momentensatz um den Scheibenschwerpunkt S ergibt unter Beru¨cksichtigung des
hergeleiteten Gleitlagermomentes MGL die nichtlineare Momentengleichung
ΘS ϕ¨ =MA +Mε + 2MGL (4.2)
zur Bestimmung der Drehbeschleunigung ϕ¨. Die Drehbeschleunigung ha¨ngt ab vom
zur Verfu¨gung stehenden Antriebsmomentes MA , vom Drehwiderstand
Mε = |εm|
[
[c(∆vW−∆vL)+b∆v˙W ] cosϕ− [c(∆wW−∆wL)+b∆w˙W ] sinϕ
]
(4.3)
infolge der Schwerpunktsexzentrizita¨t εm nach Markert, Pfu¨tzner und Gasch
[29] sowie dem Gleitlagermoment MGL infolge der Zapfendrehung und -auslenkung.
Der Faktor zwei ergibt sich aus der Anzahl der Gleitlager im betrachteten System.
4.2 Eigenschaften des untersuchten Modells
Das in den folgenden Abschnitten untersuchte Modell wird durch die physikalischen
Parameter im Gleichungssystem (4.1) und (4.2) und den daraus resultierenden sys-
temeigenen Gro¨ßen wie Eigenfrequenzen ωn und Da¨mpfungsgraden Dn sowie dem
U¨bertragungsverhalten charakterisiert. Infolge der drehzahlabha¨ngigen Gleitlagerei-
genschaften a¨ndert sich das Verhalten des Gesamtsystems wa¨hrend des instationa¨ren
Betriebes (ϕ¨ 6=0) mit der Drehzahl ϕ˙.
Nachfolgend werden die gewa¨hlten physikalischen Parameter und die daraus resultie-
renden drehzahlabha¨ngigen Systemeigenschaften des Modells vorgestellt.
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4.2.1 Physikalische Parameter

























































−1/2 κγzz + 1/2 κγzy








































beschrieben, welches nach [14] durch folgende A¨hnlichkeitszahlen charakterisiert wird:































5. bezogene Gleitlagersteiﬁgkeiten γij und bezogene Gleitlagerda¨mpfungen βij ge-
ma¨ß Gln. (4.12) und (4.13)





des bezogenen Massentra¨gheitsradius kΘ. Fu¨r die theoretischen Untersuchungen wer-
den die aufgelisteten Werte der A¨hnlichkeitszahlen sowie die von Glienicke [16]
experimentell bestimmten Gleitlagerzahlen (vgl. Abb. 3.5) verwendet. Fu¨r Sommer-
feld-Zahlen im Bereich von 0.03< So< 2.2 liegen letztere in Form allgemeiner Po-
tenzfunktionen
γij = Aij So
Bij + Cij (4.12)
fu¨r die bezogenen Steiﬁgkeitskoeﬃzienten bzw.
βij = Dij So
Eij + Fij (4.13)
fu¨r die bezogenen Da¨mpfungskoeﬃzienten vor. Die Werte der Koeﬃzienten sind in
der Tab. 4.1 aufgelistet.
Tabelle 4.1: Koeﬃzienten der analytischen Beschreibung der Gleitlagerkoeﬃzienten
nach Glienicke [16] fu¨r ein kreiszylindrisches Lager mit B/D=0.5
A B C D E F
yy 2.500 1.130 0.250 0.749 0.998 2.250
yz 0.600 3.070 -0.950 2.270 0.981 0.200
zy 3.200 1.890 0.900 1.190 0.854 0.400
zz 6.240 1.720 -0.100 3.620 1.650 2.000
Die Berechnung des Gleitlagermomentes MGL aus Gl. (3.25) erfordert neben den ge-
nannten Gro¨ßen die Kenntnis der Zapfenposition wL und vL. Zusa¨tzlich zu den aus
Gl. (4.4) bekannten Diﬀerenzverschiebungen ∆wL und ∆vL ist also die Kenntnis der
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quasistationa¨ren Ruhelagen w0(ϕ˙) und v0(ϕ˙) notwendig. Diese sind ebenso wie die
oben genannten Gleitlagerzahlen am selben Lager von Glienicke [16] experimentell
ermittelt worden. Die an diskreten Punkten gemessenen stationa¨ren Exzentrizita¨ten
ε0 und Lagewinkel γ0 der Ruhelagen liegen in [16] nicht zahlenma¨ßig vor, stimmen
jedoch gema¨ß einer graphischen Gegenu¨berstellung mit tabellarisch vorliegenden Mess-
werten aus Versuchen von Sassenfeld undWalther [39] und Someya [40] in etwa








mit den Polynomkoeﬃzienten gema¨ß Tab. 4.2 und




angena¨hert (vgl. Abb. 4.2). Die Funktionen (4.14) und (4.15) der Verlagerungsbahn
sind ebenso wie die Potenzfunktionen (4.13) und (4.12) der drehzahlabha¨ngigen Lager-
kennwerte stetig diﬀerenzierbar und gewa¨hrleisten eine realita¨tsnahe Abbildung der
physikalischen Verha¨ltnisse. Dies wird mit Abb. 4.2 demonstriert.
Tabelle 4.2: Koeﬃzienten der analytischen Na¨herung der bezogenen Zapfenexzentri-
zita¨t
Koeﬃzient a0 a1 a2 a3 a4





























Abbildung 4.2: Experimentell bestimmte Verlagerungsbahn nach Glienicke [16]
und analytische Anpassung (B/D=0.5)
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4.2.2 Drehzahlabha¨ngige Systemeigenschaften
Das Schwingungsverhalten des in Abb. 4.1 abgebildeten Rotormodells ha¨ngt von
den gleichbleibenden physikalischen Eigenschaften des Rotors und den betriebspunkt-
abha¨ngigen Eigenschaften der linearisierten Gleitlagerkra¨fte ∆Fz und ∆Fy ab. Im
betrachteten Fall a¨ndert sich der durch die Sommerfeld-Zahl So (Gl. (3.7)) be-
schriebene Betriebspunkt lediglich mit der Rotordrehzahl ϕ˙, da die Lagergeometrie,
die O¨lviskosita¨t η und die stationa¨re Last F0 aus dem Rotorgewicht als konstant
angenommen werden.
Mit dem linearen Gleichungssystem der Translation (4.4) und den im Abschnitt 4.2.1
gewa¨hlten Parametern ko¨nnen die drehzahlabha¨ngigen Eigenschaften des Systems un-
tersucht werden.
Die drehzahlvera¨nderlichen Eintra¨ge der geschwindigkeitsproportionalen Da¨mpfungs-











































Abbildung 4.3: Drehzahlabha¨ngige Steiﬁgkeits- und Da¨mpfungseintra¨ge
im Gleichungssystem (4.4)
Die Da¨mpfungskoeﬃzienten bleiben u¨ber einen weiten Drehzahlbereich anna¨hernd
konstant, wa¨hrend die drehzahlabha¨ngigen Eintra¨ge der auslenkungsproportionalen
Steiﬁgkeitsmatrix etwa einen linearen Verlauf u¨ber der Drehzahl mit einer deutlich
von Null verschiedenen Steigung aufweisen. Die Steiﬁgkeits- und Da¨mpfungsmatrix
sind im betrachteten Drehzahlbereich 0.1ω0≤ ϕ˙≤6ω0 positiv deﬁnit. Die Mo¨glichkeit
der Instabilita¨t des Systems ist gema¨ß den Ausfu¨hrungen in Abschnitt 2.1 also auf das
Vorhandensein zirkulatorischer Kra¨fte zuru¨ckzufu¨hren. Der antimetrische Anteil der
auslenkungsproportionalen Steiﬁgkeitsmatrix nimmt mit wachsender Drehzahl zu.
Das drehzahlabha¨ngige Eigenverhalten des Systems wird charakterisiert durch die Ei-
genfrequenzen ωn und die zugeho¨rigen modalen Da¨mpfungsmaße Dn der Eigenformen,
dargestellt in Abb. 4.4. Die Analyse der Da¨mpfungsgrade Dn erlaubt die Ermittlung









































Abbildung 4.4: Eigenverhalten des Laval-Rotors in Gleitlagern
der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl ϕ˙gr: Sobald ein Da¨mpfungsmaß Dn < 0 vorliegt, wird
die Ruhelage des Systems instabil und die betroﬀene Eigenform schwingt mit der
zugeho¨rigen Kreisfrequenz ωn auf. Die Stabilita¨tsgrenzdrehzahl ϕ˙gr ≈ 2 ω0 liegt et-
wa bei der zweifachen biegekritischen Drehzahl des starr gelagerten Rotors. Dies ist
charakteristisch fu¨r elastische La¨ufer in Gleitlagern [45].
Die Stabilita¨t eines Systems la¨sst sich durch eine Analyse der Eigenwerte oder durch
Stabilita¨tskriterien wie zum Beispiel das Hurwitz-Kriterium auch ohne Berechnung
der Eigenwerte ermitteln. Die Bestimmung der Stabilita¨t alleine aus den schiefsym-
metrischen Anteilen der Steiﬁgkeitsmatrix ist nicht mo¨glich. Die Instabilita¨t ist bei
den betrachteten Systemen auf die Eigenschaften der Gleitlager zuru¨ckzufu¨hren. Der
Betriebspunkt, ab dem das mechanische System aufschwingt, wird jedoch durch das
Gesamtsystem aus Gleitlager und Rotor bestimmt.
Neben der Analyse des Eigenverhaltens kann das U¨bertragungsverhalten des Sys-
tems bei a¨ußerer Anregung ermittelt werden. In Abb. 4.5 sind das drehzahlabha¨ngige
U¨bertragungsverhalten infolge einer mit der Drehzahl umlaufenden Unwucht U=mεm
der Scheibe sowie das drehzahlabha¨ngige GleitlagermomentMGL0 aus Gl. (3.34) darge-
stellt. Da die unwuchterzwungenen Schwingungsorbits elliptisch sind, wird die große
Halbachse G der Wellendurchstoßpunktbewegung betrachtet [14]. Bei den zu Grunde
liegenden Parametern tritt die Resonanz bei einer kritischen Drehzahl ϕ˙kr≈ω0 ein, die
nur geringfu¨gig unter der kritischen Drehzahl des starr gelagerten Rotors liegt. Ent-
sprechend den Ausfu¨hrungen von Gasch, Pfu¨tzner und Nordmann [14] handelt
es sich um ein System mit einer sehr elastischen Welle (geringe Wellensteiﬁgkeit c), in
dem die Gleitlagernachgiebigkeiten kaum Einﬂuss auf die kritische Drehzahl ϕ˙kr haben.
Fu¨r Drehzahlen ϕ˙ > ϕ˙gr jenseits der Stabilita¨tsgrenze ist das U¨bertragungsverhalten
nicht relevant, da die aufklingende freie Schwingungsform dominiert und ein dauerhaf-
ter Betrieb der Maschine nicht mo¨glich ist.






































Abbildung 4.5: U¨bertragungsverhalten des Laval-Rotors in Gleitlagern und
Verlustmoment entlang der stationa¨ren Verlagerungsbahn
Aus der Momentengleichung (4.2) la¨sst sich fu¨r den stationa¨ren Betrieb das mittle-
re Verlustmoment MGL0(ϕ˙) durch die Gleitlagerreibung am Arbeitspunkt mit den
Gln. (3.34) und (4.14) abscha¨tzen. In Abb. 4.5 rechts ist das so ermittelte mittlere
Gleitlagermoment entlang der stationa¨ren Verlagerungsbahn u¨ber der Drehzahl ϕ˙ auf-
getragen. Die zusa¨tzlich auftretenden A¨nderungen des Verlustmomentes ∆MGL infolge
der Schwingungen ∆w und ∆v um den drehzahlabha¨ngigen Arbeitspunkt A werden
im Abschnitt 4.3 untersucht.
4.2.3 Modellierung des Antriebsmomentes
Die Untersuchungen des instationa¨ren Verhaltens unter Beru¨cksichtigung des Gleitla-
germomentes bedarf der Lo¨sung der Momentengleichung (4.2). Zusa¨tzlich zu den in
Abschnitt 4.2.1 beschriebenen A¨hnlichkeitszahlen der Gleitlager und der Rotorgeome-
trie – die auch fu¨r eine Betrachtung bei stationa¨rem Betrieb notwendig sind – mu¨ssen
fu¨r die instationa¨re Betrachtung neben der Abbildung des Gleitlagermomentes MGL
(Abschnitt 4.2.5) weitere Annahmen zur Modellierung des Antriebsmomentes MA ge-
troﬀen werden.
Zuna¨chst wird das maximale Motormoment MM eingefu¨hrt, das die Momentenkennli-
nie des verwendeten Antriebs abbildet. Das maximale Moment unterschiedlicher An-
triebskonzepte wird durch Momentenkennlinien charakterisiert, die im Allgemeinen
von der Motordrehzahl abha¨ngen. Fu¨r die nachfolgenden theoretischen Untersuchun-
gen wird ein konstantes maximales Motormoment MM=const. angenommen.
In Anlehnung an die vorangegangenen Untersuchungen durchMarkert, Pfu¨tzner
und Gasch [29] und Markert/Nicoletti [27] soll das Verhalten unter einem An-
triebsmoment MA untersucht werden, das bei Vernachla¨ssigung der Rotorschwingun-
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gen zu einer konstanten Drehbeschleunigung ϕ¨= const. des Rotors fu¨hrt. Im Gegen-
satz zu den oben beschriebenen Untersuchungen, in welchen dies durch die Wahl eines
konstanten Antriebsmomentes MA=const. erreicht werden kann, gibt es beim Gleit-
lagermoment MGL nach Gl. (3.25) einen drehzahlproportionalen Anteil MGL0 infolge
der simplen Rotordrehung, der unabha¨ngig von den Schwingungen ist, vgl. Abb. 4.5.
Damit das Ru¨ckwirkungsmoment ∆MGL aus den Rotorschwingungen unabha¨ngig von
diesem drehzahlabha¨ngigen Verlustmoment MGL0 erfasst werden kann, wird dieses
durch einen zusa¨tzlichen Anteil im Antriebsmoment
MA(ϕ˙) =

MA+ +MGL0(ϕ˙) fu¨r MA+ +MGL0(ϕ˙)<MM
MM sonst
(4.16)
ausgeglichen. Das so in der ersten Zeile der Fallunterscheidung beschriebene Antriebs-
moment ist in seiner maximalen Gro¨ße nicht beschra¨nkt und beru¨cksichtigt keine
Einschra¨nkungen durch den a¨ußeren Antrieb. Erreicht das durch Gl. (4.16) deﬁnierte
Drehmoment MA(t) zum Zeitpunkt tM das maximale Motormoment MM , wird die
Momentenvorgabe durch die Motorleistung begrenzt. Im weiteren zeitlichen Verlauf
(t>tM) wird ein konstantes Antriebsmoment MA=MM angenommen.
Die zeitlichen Verla¨ufe der Momentenvorgabe und der resultierenden Drehzahl des be-
trachteten Rotorsystems wa¨hrend eines schwingungsfreien Hochlaufs sind in Abb. 4.6
dargestellt. Die Momentenvorgabe (4.16) fu¨hrt zuna¨chst zu einer linearen Drehzahlzu-
nahme infolge des ansteigenden Antriebsmomentes, welches das mit der Drehzahl an-
wachsende GleitlagermomentMGL0 kompensiert. Das vorgegebene Antriebsmoment er-
reicht zum Zeitpunkt tM das maximale MotormomentMM . Im weiteren Verlauf ist das




























Abbildung 4.6: Vorgabe des Antriebsmomentes und resultierender Drehzahlverlauf
bei schwingungsfreiem Rotor
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fu¨r die Drehbeschleunigung des Rotors nimmt ab. Es stellt sich ein stationa¨rer Dreh-
zustand mit der konstanten Auslegungsdrehzahl ϕ˙A ein, bei dem das gesamte zur
Verfu¨gung stehende Antriebsmoment MA = MM durch das rein drehzahlabha¨ngige
Gleitlagermoment MGL0 am Arbeitspunkt A aufgezehrt wird.
Die getroﬀenen Annahmen erlauben es, einerseits einen schwingungsfreien Hochlauf
mit konstanter Drehbeschleunigung gema¨ß den Untersuchungen aus [29] und [27] ab-
zubilden und andererseits das Gleichgewicht zwischen Motormoment und Gleitlager-
moment, welches zu einem Betrieb bei der konstanten Auslegungsdrehzahl ϕ˙A=const.
fu¨hrt, zu beru¨cksichtigen.
Wird das maximale Motormoment MM nicht begrenzt, ergeben sich die gestrichelten
Verla¨ufe der Momente und Drehzahlen fu¨r t>tM . Dies entspricht in voller Ga¨nze den
Annahmen aus [29] und [27]. Die Wahl dieses Antriebsmomentenverlaufs erlaubt den
Vergleich mit den Ansa¨tzen fu¨r das Verlustmoment MVL1 aus Abschnitt 2.1, in denen
die drehzahlabha¨ngige Gleitlagerreibung MGL0 am Arbeitspunkt nicht beru¨cksichtigt
wurde, wie z. B. in den Berechnungen von Markert und Nicoletti, [27].
Das jeweils gewa¨hlte Antriebsmoment MA der einzelnen numerischen Rechnungen ist
in der Abbildung der Ergebnisse vermerkt.
4.2.4 Modellierung des Drehwiderstands
Der Drehwiderstand Mε aus der Unwucht der Massenscheibe wird in den Untersu-
chungen entsprechend Gl. (4.3) beru¨cksichtigt. Die Massenexzentrizita¨t εm ist in allen
Berechnungen so gewa¨hlt, dass die Resonanz mit dem Antriebsmoment MA(ϕ˙) durch-
fahren werden kann, oder – bei der Betrachtung im Bereich der Resonanzdrehzahl
ϕ˙ ≈ ω0 – gerade ein Ha¨ngenbleiben in der Resonanz erfolgt. Fu¨r die verschiedenen
Verlustmechanismen MVL1 in Kapitel 3 sowie den nachfolgenden Betrachtungen zum
GleitlagermomentMGL kann die gewa¨hlte Massenexzentrizita¨t εm, die bei sonst gleich-
bleibenden Parametern zu diesen Eﬀekten fu¨hrt, unterschiedlich sein.
Die gewa¨hlten Massenexzentrizita¨ten εm der einzelnen numerischen Rechnungen sind
jeweils in den Abbildungen der Ergebnisse vermerkt.
4.2.5 Modellierung des Gleitlagermomentes
Das in der Momentengleichung (4.2) beru¨cksichtigte Gleitlagermoment MGL wird
fu¨r das zylindrische Kreislager durch die nichtlineare Gl. (3.25) beschrieben. Aus-
gehend von dieser allgemeinen Form wird im Rahmen dieser Arbeit zusa¨tzlich der
Einﬂuss verschiedener Ansa¨tze der Linearisierung auf das errechnete Zeitverhalten un-
tersucht. Nachfolgend werden die betrachteten Varianten des Verlustmomentes und
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die zusa¨tzlich notwendigen Berechnungen fu¨r die Lo¨sung des Diﬀerentialgleichungssys-
tems (4.1) und (4.2) vorgestellt.
Nichtlineares Verlustmoment
Fu¨r die Lo¨sung der Momentengleichung (4.5) wird das nichtlineare Gleitlagermoment















beru¨cksichtigt. Die Berechnung des bezogenen Gleitlagermomentes nach Gl. (4.17)
erfordert die Kenntnis der bezogenen Zapfenexzentrizita¨t ε¯L sowie der bezogenen
Auslenkungen w¯L und v¯L. Aus der Lo¨sung des linearen Gleichungssystems (4.4) der
Translationsbewegungen des Rotors stehen lediglich die Diﬀerenzverschiebungen ∆wL
und ∆vL um die drehzahlabha¨ngige stationa¨re Gleichgewichtslage w0 und v0 des Zap-
fens zur Verfu¨gung. Die Gleichgewichtslage wird fu¨r jeden Lo¨sungsschritt u¨ber die
Drehzahl aus den Gln. (4.14) und (4.15) berechnet, so dass die absoluten Lageraus-
lenkungen wL und vL ermittelt werden ko¨nnen. Bei der Berechnung der aktuellen







(v0+∆v)2 + (w0+∆w)2>0.99h0 ,
(4.18)
da mit der linearen Theorie nach Gl. (4.4) auch Auslenkungen ∆wL und ∆vL berechnet
werden ko¨nnen, die zu bezogenen Exzentrizita¨ten ε¯L>1 fu¨hren ko¨nnen. In diesem Falle
wa¨re das aus Gl. (3.25) berechnete Gleitlagermoment MGL und somit auch dessen
bezogene Form aus Gl. (4.17) komplex und unsinnig.
Linearisierte Verlustmomente
Ausgehend vom nichtlinearen Gleitlagermoment werden zwei Wege der Linearisierung
durchgefu¨hrt und deren Auswirkungen auf die Lo¨sung des Diﬀerentialgleichungssys-
tems untersucht:
Die erste Variante ist die Linearisierung des drehzahlproportionalen Gleitlagermomen-
tes MGL1 (3.18) um die Ruhelage entlang der radialen Zapfenauslenkung ε¯L. Fu¨r die
zu lo¨sende bezogene Momentengleichung (4.5) ergibt sich am Arbeitspunkt fu¨r das
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nach der Zapfenexzentrizita¨t ε¯L. Ebenso wie in der nichtlinearen Berechnung mu¨ssen
die Exzentrizita¨t des Arbeitspunktes ε¯0 sowie die aktuelle Zapfenexzentrizita¨t ε¯L aus
den Lagerverschiebungen und der Drehzahl berechnet werden. Eine Fallunterschei-
dung ist nicht notwendig. Fu¨r die im Nenner von Gl. (4.19) enthaltene Exzentrizita¨t
des Arbeitspunktes gilt uneingeschra¨nkt ε¯0 < 1.
Die zweite Variante entspricht der in Abschnitt 3.2.1 vorgestellten Linearisierung ent-
lang der festen Lagerkoordinaten z und y. Fu¨r das bezogene Gleitlagermoment ergibt


































mit den Linearkoeﬃzienten ∂MLGL1/∂z und ∂M
L
GL1/∂y aus Gl. (3.36). Zur Berechnung
des linearisierten Gleitlagermomentes ko¨nnen in dieser Variante die berechneten Aus-
lenkungen ∆w¯ und ∆v¯ aus der Lo¨sung von Gl. (4.4) direkt u¨bernommen werden. Die
Bestimmung der Zapfenexzentrizita¨t ε¯L sowie die Fallunterscheidung nach Gl. (4.18)
entfallen.
4.3 Hochlauf unter Beru¨cksichtigung
des Gleitlagermomentes
Die Ru¨ckwirkung des Gleitlagermomentes auf die Drehbewegung des Rotors wird nach-
folgend am Rotorsystem von Abb. 4.1 untersucht. Das zeitvera¨nderliche Verhalten des
Rotors la¨sst sich aus dem nichtlinearen Diﬀerentialgleichungssystem (4.4) und (4.5)
ermitteln. Die Lo¨sung des Anfangswertproblems erfolgt numerisch mit der kommerzi-
ellen Software MATLAB und dem Diﬀerentialgleichungslo¨ser RADAU5 nach Hairer,
Nørsett undWanner [20], einem impliziten Runge-Kutta-Verfahren fu¨nfter Ord-
nung.
Im Abschnitt 2.1 ﬁnden sich die Lo¨sungen des Gleichungssystems (4.4) und (4.5)
unter den von Markert und Nicoletti [27] vorgenommenen Modellierungen des
Gleitlagerverlustmomentes gema¨ß den Gln. (2.1) bis (2.3) mittels der Matrizenein-
tra¨ge. Die in den Abb. 2.1 bis 2.3 dargestellten Ergebnisse sind exemplarisch. Diese
und weitere Untersuchungen fu¨hren zu der Erkenntnis, dass die Ansa¨tze von Mar-
kert/Nicoletti den Sachverhalt der Kopplung zwischen Rotation und Translation
nicht richtig abbilden.
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Im Folgenden wird der Einﬂuss des in Kapitel 3 hergeleiteten Gleitlagermomentes (3.25)
auf die Drehbewegung des Rotors untersucht. Ausgehend von der nichtlinearen Ab-
bildung werden anschließend die linearisierten Beschreibungen zur Vorhersage des
zeitvera¨nderlichen Verhaltens des Rotorsystems untersucht.
4.3.1 Nichtlineares Verlustmoment
Die Ru¨ckwirkung des nichtlinearen Gleitlagermomentes nach Gl. (3.25) auf die Dreh-
bewegung des vorgestellten Rotorsystems wird nachfolgend in den Bereichen der Sta-
bilita¨tsgrenzdrehzahl ϕ˙gr und der Resonanzdrehzahl ϕ˙kr ≈ ω0 anhand numerischer
Lo¨sungen untersucht. Abschließend werden die Grenzen der mathematischen Abbil-
dung durch das Gleichungssystem (4.4) und (4.5) aufgezeigt.
Ha¨ngenbleiben an der Stabilita¨tsgrenze
Das Ergebnis der numerischen Rechnung des Hochlaufs eines Laval-Rotors in Gleit-
lagern mit beschra¨nktem Antriebsmoment MA und unter Beru¨cksichtigung des Gleit-
lagermomentes MGL mit den zuvor beschriebenen Annahmen ist in Abb. 4.7 darge-
stellt. Hierin sind von oben nach unten die Auslenkungen um den drehzahlabha¨ngigen
Arbeitspunkt, die Drehzahl, die absoluten Momentenverla¨ufe sowie die auslenkungs-
abha¨ngigen Momente u¨ber der Zeit aufgetragen.
Der in die Momentengleichung (4.5) eingesetzte Verlustterm (4.17) des Gleitlagers
bewirkt eine Kopplung zwischen den Translationsbewegungen ∆wL und ∆vL der La-
gerzapfen und der Drehbeschleunigung ϕ¨ des Rotors, wie den oberen zwei Graphen
zu entnehmen ist. Nach U¨berschreiten der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl ϕ˙gr klingen die la-
teralen Zapfenauslenkungen ∆wL und ∆vL auf und verursachen einen Drehzahlabfall,
ϕ¨ < 0. Es stellt sich ein Grenzzykel ein, in welchem die Rotordrehzahl ϕ˙ ≈ ϕ˙gr im
Bereich der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl liegt und die Zapfen- und Scheibenauslenkungen
endlich bleiben.
Im U¨bergangszeitraum zwischen dem U¨berschreiten der Grenzdrehzahl ϕ˙gr und dem
eingeschwungenen Grenzzykel nimmt die Drehzahl ϕ˙ bis zum ungefa¨hren Erreichen
der Auslegungsdrehzahl ϕ˙A zu. Wa¨hrend des Betriebes im instabilen Drehzahlbereich
nehmen die Rotoramplituden und mit ihnen das auslenkungsabha¨ngige Gleitlagermo-
ment 2∆MGL (unterster Graph in Abb. 4.7) zu.
Im Zuge der exponentiell anwachsenden freien Schwingungen u¨bersteigt das Gleitla-
germoment 2MGL im Mittel das zur Verfu¨gung stehende Antriebsmoment MA und die
Rotordrehzahl ϕ˙ sinkt dann. Die Schwingungen wachsen oberhalb der Stabilita¨tsgrenz-
drehzahl ϕ˙gr weiter an und nehmen erst wieder ab, wenn die Rotordrehzahl ϕ˙ < ϕ˙gr
ist.












































































Abbildung 4.7: Hochlauf mit beschra¨nktem Antriebsmoment unter Beru¨cksichti-
gung des Gleitlagermoments 2MGL nach Gl. (3.25) in nichtlinearer
Form
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Im folgenden Verlauf stellt sich ein Grenzzykel mit dem in Abb. 4.8 dargestellten Or-
bit des Lagerzapfens ein, der sich innerhalb des Lagerspiels beﬁndet. Auch wa¨hrend
des Hochlaufs sowie im U¨bergangszeitraum haben die berechneten absoluten Zapfen-
auslenkungen das Lagerspiel nicht u¨berschritten, so dass die Zapfenexzentrizita¨t in
dieser Rechnung nicht gema¨ß Gl. (4.18) begrenzt werden musste.
z
y
Abbildung 4.8: Orbit des Lagerzapfens im Grenzzykel
Der Drehwiderstand Mε aus der Unwucht ist entsprechend dem untersten Graphen
in Abb. 4.7 deutlich kleiner als das auslenkungsabha¨ngige Gleitlagermoment ∆MGL.
Das resultierende Verlustmoment 2∆MGL+Mε wird maßgeblich durch das Gleitlager-
moment ∆MGL hervorgerufen.
In Abb. 4.9 werden abschließend die auslenkungsabha¨ngigen Gleitlagermomente ∆MGL
nach Gl. (3.28) mit dem Verlustmoment MVL1 nach Gl. (2.1) aus Markert und Ni-
colettis U¨berlegungen in [27] verglichen. Hierfu¨r wird der in Abb. 4.7 dargestellte
Drehzahl- und Auslenkungsverlauf verwendet, so dass die verschiedenen Verlustmo-
mente aus dem gleichen Bewegungszustand resultieren.
Das auslenkungsproportionale VerlustmomentMVL1 – basierend auf den heuristischen
Annahmen in Markert/Nicoletti – ist betragsma¨ßig deutlich kleiner als das in
dieser Arbeit hergeleitete Moment ∆MGL nach Gl. (3.28). Fu¨r das betrachtete Bei-
spiel wu¨rde der Ansatz nach Markert/Nicoletti erst bei sehr hohen Drehzahlen
eine Senkung der Drehbeschleunigung bewirken. Die daraus resultierende ho¨here Dreh-
zahldiﬀerenz ϕ˙max−ϕ˙gr zur Stabilita¨tsgrenzdrehzahl fu¨hrt tendenziell schneller zum
Versagen des Modells. Dies wird im Abschnitt zu den Grenzen der Modellierung noch
dargelegt.

















Abbildung 4.9: Vergleich zwischen dem auslenkungsproportionalen Gleitlagermo-
ment ∆MGL (Gl. (3.28)) und dem Verlustmoment MVL1 nach Ni-
coletti (Gl. (2.1))
Ha¨ngenbleiben in der Resonanz
Die verwendeten Modellierungen des Gleitlagermomentes nach Gl. (4.17) und des
Antriebsmomentes nach Gl. (4.16) erlauben die Abbildung des Ha¨ngenbleibens im
Bereich der Resonanzdrehzahl. Durch die Vorgabe eines geringeren maximalen An-
triebsmomentes MM kann das Ha¨ngenbleiben des Rotors in der Resonanz abgebildet
werden. Die Ergebnisse der zugeho¨rigen Berechnung sind in Abb. 4.10 dargestellt.
Mit einem vorgegebenen maximalen Antriebsmoment MM , welches nach ga¨ngiger Be-
trachtung zu einer Auslegungsdrehzahl ϕ˙A>ω0 oberhalb der biegekritischen Drehzahl
fu¨hren soll, und dem nichtlinearen Gleitlagermoment MGL nach Gl. (3.25) wird die
Drehzahl ϕ˙A im betrachteten Fall nicht erreicht. Die zunehmenden Schwingungen ∆wL
und ∆vL beim Erreichen der biegekritischen Drehzahl ω0 fu¨hren zu einer Zunahme des
auslenkungsabha¨ngigen Gleitlagermomentes 2∆MGL. Die Rotordrehzahl nimmt in der
Folge ab und pendelt sich unterhalb der biegekritischen Drehzahl ω0 ein. Die erzwun-
genen Schwingungen des Grenzzykels betragen im Gleitlager ungefa¨hr die Ha¨lfte des
nominellen Lagerspiels und fu¨hren zu einem mittleren Gesamtru¨ckwirkungsmoment
2MGL+Mε, das dem Antriebsmoment MA entspricht.
Das auslenkungsabha¨ngige Gleitlagermoment ∆MGL schwankt im Grenzzykel stark
um seinen Mittelwert, wohingegen der Drehwiderstand Mε deutlich geringere Abwei-
chungen von seinem zeitlichen Mittelwert aufweist. Der Mittelwert des Gleitlagerver-
lustmomentes ∆MGL ist dabei deutlich gro¨ßer als jener des Drehwiderstands Mε. Die
Ru¨ckwirkung des auslenkungsabha¨ngigen Gleitlagermomentes ∆MGL auf die Drehung
des Rotors ist somit maßgeblich, wohingegen der DrehwiderstandMε vernachla¨ssigbar
ist.
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Abbildung 4.10: Ha¨ngenbleiben in der Resonanz ϕ˙kr≈ω0
Im gesamten Simulationszeitraum haben die absoluten Zapfenauslenkungen das Lager-
spiel h0 nicht u¨berschritten, so dass die Beschra¨nkung der Zapfenexzentrizita¨t gema¨ß
Gl. (4.18) auch fu¨r diese Rechnung nicht notwendig war.
Grenzen der mathematischen Modellierung
Die Vorgabe eines ho¨heren maximalen Antriebsmomentes MM zeigt die Grenzen des
betrachteten Verlustterms auf (vgl. Abb. 4.11). Ebenso wie im zuerst beschriebe-
nen Fall von Abb. 4.7 nimmt die Drehzahl bis zum Erreichen der Auslegungsdreh-
zahl ϕ˙A zu. Die freien lateralen Schwingungen und somit das auslenkungsabha¨ngige
Gleitlagermoment nehmen nach U¨berschreiten der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl erst zeit-
lich verzo¨gert so große Werte an, das es zu einem Drehzahlabfall kommt. Die late-
ralen Schwingungen ∆wL und ∆vL und somit das Gleitlagermoment MGL nehmen
wa¨hrend der folgenden Drehzahlabnahme bis zum Erreichen des stabilen Drehzahlbe-
reichs (zweite senkrechte Linie in Abb. 4.11) weiter zu. Aufgrund der im Vergleich
zum ersten Beispiel ho¨heren Drehzahldiﬀerenz zwischen der Auslegungsdrehzahl ϕ˙A
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Abbildung 4.11: Hochlauf mit erho¨htem Antriebsmoment, Versagen des Modells
und der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl ϕ˙gr sind die Auslenkungen bei Erreichen der Stabi-
lita¨tsgrenzdrehzahl gro¨ßer. Nach Unterschreiten der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl ϕ˙gr ist
viel Zeit notwendig, um die großen freien Schwingungen ∆wL und ∆vL abzubauen,
somit den Drehzahlabfall zu stoppen und den Rotor erneut zu beschleunigen. Beim
erneuten Erreichen des instabilen Drehzahlbereichs sind die freien Schwingungen so-
weit abgeklungen, dass nahezu der gleiche Ausgangszustand herrscht, wie beim erst-
maligen U¨berschreiten der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl. Der Vorgang wiederholt sich in
a¨hnlicher Weise. In der Folge schwankt das System stetig zwischen dem stabilen und
dem instabilen Betriebsbereich, ohne dass sich ein Grenzzykel einstellt.
Eine weitere Erho¨hung des maximalen Antriebsmomentes MM fu¨hrt zu einem Versa-
gen der numerischen Rechnung. Dies ist auch schon im Beispiel von Markert und
Nicoletti [27] in Abb. 2.1 zu beobachten. Die freien Schwingungen nehmen oberhalb
der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl so große Werte an, dass eine extrem lange Verweildauer
im tiefen stabilen Betriebsbereich notwendig ist, um die freien Schwingungen durch
Da¨mpfung abzubauen. Diese Zeit steht dem System jedoch nicht zur Verfu¨gung, da
die Rotordrehung durch das hohe Gleitlagermoment bis hin zum Stillstand verzo¨gert
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wird. Die numerische Rechnung versagt. Eine gedankliche Fortsetzung la¨sst auf eine
Drehrichtungsumkehr schließen. Dies jedoch widerspricht jeglichen Erfahrungswerten.
Das Versagen der Modelle ist dem langsamen, von Null beginnenden Aufklingen der
freien lateralen Schwingungen ∆wL und ∆vL nach Gl. (4.4) nach dem U¨berschreiten
der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl zuzurechnen. Die lateralen Schwingungen setzen sich
zusammen aus den freien und den unwuchterzwungenen Schwingungen. Die freien
Schwingungen klingen fu¨r positive Da¨mpfungsgrade mit der Zeit ab und fu¨r negative
Da¨mpfungsgrade auf. Im stabilen Betriebsbereich unterhalb der Stabilita¨tsgrenzdreh-
zahl sind alle Da¨mpfungswerte gro¨ßer Null, so dass alle freien Schwingungen des An-
fangswertproblems abklingen. Die Langzeitlo¨sung besteht aus der partikula¨ren Lo¨sung.
Im betrachteten Fall sind dies die Schwingungen infolge der Unwuchterregung. Fu¨r
Drehzahlen oberhalb der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl ist mindestens ein Da¨mpfungsgrad
kleiner Null und die zugeho¨rige Eigenform klingt exponentiell mit der Zeit auf. Bei
U¨bertritt u¨ber die Stabilita¨tsgrenzdrehzahl ist die betroﬀene Eigenform zuna¨chst je-
doch kaum ausgepra¨gt, da sie bis zu diesem Zeitpunkt beda¨mpft wurde. Der exponen-
tielle Anstieg der freien Schwingung startet mit sehr kleinen Auslenkungen, so dass
einige Zeit beno¨tigt wird, bis diese so stark angewachsen sind, dass sie sichtbar wer-
den und das System dominieren. Im weiteren Verlauf steigen die Amplituden weiter
stark an und das resultierende Koppelmoment entfaltet seine starke Wirkung. Der be-
schriebene Sachverhalt ist nicht nur auf das lineare Modell beschra¨nkt, wie parallel zu
dieser Forschungsarbeit exemplarisch durchgefu¨hrte Untersuchungen am nichtlinearen
Modell fu¨r Kurzlager von Capone in [5] gezeigt haben. Das Versagen der Modelle
ist demnach nicht der Modellierung des Gleitlagermomentes zuzuordnen. Vielmehr
liegt die Ursache in der Berechnung der u¨ber die Zeit aufklingenden freien lateralen
Schwingungen jenseits der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl aus Gl. (4.1) bzw. Gl. (4.4).
Dem beschriebenen verzo¨gerten Eﬀekt kann durch Aufbringung ku¨nstlicher freier
Schwingungen (z. B. durch Rauschen) beim U¨berschreiten der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl
ϕ˙gr abgeholfen werden. Dann haben alle Eigenformen gro¨ßere Anfangsauslenkungen
und damit auch die aufklingende Eigenform. Eine weitere Mo¨glichkeit das Modell-
versagen hinauszuzo¨gern ist die Beru¨cksichtigung des in dieser Arbeit verwendeten
maximalen Motormomentes, welches die maximale Drehzahl begrenzt. In der Zeit bis
die freien Schwingungen ihre Wirkung auf das Gleitlagermoment entfalten, steigt die
Drehzahl nicht mehr beliebig stark an. Beide Varianten fu¨hren jedoch nur bei geeig-
neter Parameterwahl zu zufriedenstellenden Ergebnissen.
Allein die mathematische Abbildung des auslenkungsabha¨ngigen Gleitlagermomentes
∆MGL ist fu¨r das Erreichen des Grenzzykels nicht ausreichend. Es mu¨ssen zusa¨tzlich
Vorkehrungen wie das drehzahlabha¨ngige GleitlagermomentMGL0 oder die ku¨nstliche
Anfachung der Schwingungen jenseits der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl ϕ˙gr vorgenommen
werden, um ein zu starkes Anwachsen der Drehzahl ϕ˙ im Modell zu verhindern.
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4.3.2 Linearisierte Gleitlagermomente
Nachfolgend wird untersucht, welchen Einﬂuss die in Abschnitt 4.2.5 vorgestellten
linearisierten Abbildungen des Gleitlagermomentes auf die Lo¨sung des Diﬀerential-
gleichungssystems haben. Die Berechnungen erfolgen mit den Parametern, die in der
Rechnung zum Ha¨ngenbleiben an der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl in Abschnitt 4.3.1 ver-
wendet wurden. Die berechneten Zeitverla¨ufe ko¨nnen somit direkt mit den Ergebnissen
fu¨r das nichtlineare Gleitlagermoment in Abb. 4.7 abgeglichen werden.
Linearisierung nach Zapfenexzentrizita¨t
Die Beru¨cksichtigung der linearen Na¨herung des Gleitlagermomentes nach Gl. (4.19)
in der Momentengleichung (4.5) fu¨hrt auf das Systemverhalten von Abb. 4.12. Die
qualitativen Verla¨ufe der Drehzahl, der Auslenkungen und der Momente entsprechen
denen in Abb. 4.7, welche auf dem nichtlinearen Gleitlagermoment basieren. Im Ver-
gleich dazu sind im hier berechneten Grenzzykel ho¨here Auslenkungsamplituden sowie











































































Abbildung 4.12: Hochlauf bei linearisiertem Gleitlagermoment nach Gl. (4.19)
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eine geringere Schwankungsbreite der wegabha¨ngigen Verlustmomente zu beobach-
ten. Der resultierende Drehzahlverlauf im Grenzzykel entspricht in etwa jenem unter
Beru¨cksichtigung des nichtlinearen Momentes nach Gl. (4.18). Wa¨hrend der Resonanz-
durchfahrt fu¨hren die Auslenkungen, die in etwa denen aus Abb. 4.7 entsprechen, zu
einem geringeren Gleitlagermoment, so dass die Drehbeschleunigung ϕ¨ des Rotors
wa¨hrend der Resonanzdurchfahrt – im Gegensatz zu den Ergebnissen die in Abb. 4.7
dargestellt sind – nahezu unbeeinﬂusst vom Gleitlagermoment bleibt.
Linearisierung nach festen Koordinaten
Wird die Linearisierung des Gleitlagermomentes nach festen Koordinaten entspre-
chend Gl. (4.20) durchgefu¨hrt, ergibt sich das Verhalten in Abb. 4.13. Der resul-
tierende Drehzahlverlauf ϕ˙(t), die Schwingungsamplituden sowie die Momente in
Abb. 4.13 unterscheiden sich signiﬁkant von dem Ergebnis der nichtlinearen Berech-
nung in Abb. 4.7. Es stellt sich ein Grenzzykel ein, jedoch sind die Schwingungsam-
plituden und Drehzahlschwankungen im Grenzzykel deutlich gro¨ßer als beim nichtli-










































































Abbildung 4.13: Hochlauf bei linearisiertem Gleitlagermoment nach Gl. (4.20)
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nearen Modell. Wa¨hrend die errechneten Zapfenauslenkungen aller vorhergehenden
Beispiele innerhalb des Lagerspiels blieben, nehmen sie im vorliegenden Fall Werte
an, die einem Vielfachen des maximalen Lagerspiels h0 entsprechen. Die Ru¨ckwirkung
der Rotorauslenkungen wa¨hrend der Resonanzdrehzahl auf die Drehbeschleunigung
ist im Drehzahlschrieb nicht zu erkennen. Die mittels der Linearisierung berechneten
auslenkungsabha¨ngigen Momente (Abb. 4.13 unten rechts) weisen vergleichbar star-
ke Schwankungen um die Nulllinie auf, aus denen dann die Drehzahlschwankungen
resultieren. Zur Abbildung der Momente wurden die Grenzen der Ordinatenachsen
gegenu¨ber den vorangegangen Beispielen vera¨ndert. Das berechnete Verhalten bildet
den physikalischen Sachverhalt qualitativ und quantitativ unzureichend ab.
4.3.3 Vergleich mit bestehenden Lo¨sungsansa¨tzen
Das in dieser Arbeit eingefu¨hrte auslenkungsabha¨ngige Gleitlagermoment ∆MGL bil-
det die Kopplung zwischen Rotorauslenkungen und dem Drehzahlverhalten gleitgela-
gerter Rotoren allgemeingu¨ltig ab. In diesem Abschnitt werden die Unterschiede zu
den im Kapitel 2 vorgestellten fru¨her eingefu¨hrten Verlustmomenten MVL1 und MVL2
betrachtet. Hierfu¨r wird das in Abschnitt 4.2 vorgestellte Gleichungssystem mit all
seinen Annahmen herangezogen und lediglich der auslenkungsabha¨ngige Verlustterm
in der Momentengleichung (4.5) variiert.
In Abb. 4.14 sind die zeitlichen Verla¨ufe der Drehzahlen, der Zapfenauslenkungen und
der auslenkungsabha¨ngigen Verlustmomente infolge der unterschiedlichen Modellie-
rungsansa¨tze gegenu¨bergestellt. Unter der Annahme des im Abschnitt 4.2.3 vorgestell-
ten drehzahlabha¨ngigen Antriebsmomentes fu¨hren sowohl das in dieser Arbeit erarbei-
tete Gleitlagermoment ∆MGL als auch die VerlustmomenteMVL1 undMVL2 gema¨ß den
Gln. (2.1) und (2.2) zu einem Ha¨ngenbleiben an der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl. Unter
Verwendung der in Kapitel 2 vorgestellten Verlustmomente stellt sich der Grenzzykel
bei deutlich gro¨ßeren Zapfenamplituden als bei der Beru¨cksichtigung des in dieser
Arbeit eingefu¨hrten auslenkungsabha¨ngigen Gleitlagermoments ∆MGL ein.
Die auslenkungsabha¨ngigen MomenteMVL1 undMVL2 schwanken wa¨hrend des Grenz-
zykels trotz gro¨ßerer Zapfenauslenkungen weniger stark um ihren Mittelwert als das
Gleitlagermoment ∆MGL. Diese gro¨ßere Sensitivita¨t des auslenkungsabha¨ngigen Gleit-
lagermomentes gegenu¨ber den Zapfenauslenkungen zeigt sich ebenso wa¨hrend der Re-
sonanzdurchfahrt. Bei nahezu identischen Auslenkungsverla¨ufen wa¨hrend dem Durch-
fahren der Resonanz kommt es lediglich bei der Verwendung des auslenkungsabha¨ngigen
Gleitlagermomentes ∆MGL zu einer deutlichen Verzo¨gerung der Drehbeschleunigung.
Die aus dem Gleichungssystem der lateralen Schwingungen abgeleiteten Verlustmo-
mente MVL1 und MVL2 sind deutlich geringer und fu¨hren zu kaum merklichen Verzo¨-
gerungen wa¨hrend der Resonanzdurchfahrt. Der in allen drei Betrachtungen enthalte-
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ne Einﬂuss des Drehwiderstands Mε hat im Resonanzbereich entsprechend Abb. 4.7
die gleiche Gro¨ßenordnung wie das Verlustmoment MVL1 bzw. MVL2.
Bei allen verwendeten Verlustmomenten wird ungefa¨hr die gleiche Zeit zwischen dem
erstmaligen U¨bertritt der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl und dem Erreichen des Grenz-
zykels beno¨tigt. Dies besta¨tigen die Ausfu¨hrungen zu den Grenzen der Modellie-
rung. Danach kann dieses Verhalten nicht durch die Wahl des Verlustmomentes beein-
ﬂusst werden, sondern ist auf das Gleichungssystem der lateralen Schwingungen (4.4)
zuru¨ckzufu¨hren.
Anhand der durchgefu¨hrten Betrachtungen ist anschaulich gezeigt worden, dass das
Verlustmoment infolge der Zapfenauslenkungen nicht allein durch die Koeﬃzienten des
linearen Gleichungssystems der translatorischen Schwingungen beschrieben werden
kann.
Die in Kapitel 2 getroﬀenen Annahmen basieren auf dem Ziel einer energiekonsisten-
ten Beschreibung des Zusammenhangs zwischen den Rotorauslenkungen, der Drehbe-
schleunigung und dem zur Verfu¨gung stehenden Antriebsmoment. Das in dieser Arbeit
eingefu¨hrte auslenkungsabha¨ngige Gleitlagermoment ∆MGL genu¨gt diesem Anspruch.
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Die Verlustleistung
P =MGL ϕ˙ (4.21)
infolge des Gleitlagermomentes beschreibt nach Vogelpohl [47] die von außen aufzu-
wendende Leistung um die Schubspannungen an der Zapfenoberﬂa¨che zu u¨berwinden.




Nachdem im vorhergehenden Abschnitt das Verhalten des mechanischen Systems aus
Abschnitt 4.2.1 unter Annahme eines beschra¨nkten Antriebsmomentes MA numerisch
untersucht wurde, wird abschließend das Systemverhalten bei konstanter Drehzahlvor-
gabe ϕ˙=const. oberhalb der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl vorgestellt. Hierfu¨r ist lediglich
die Lo¨sung der Bewegungsgleichung (4.1) fu¨r die Translation unter Beru¨cksichtigung
der vorgegebenen Drehzahl notwendig. Die Momentengleichung (4.2) muss aufgrund
der Forderung ϕ¨=0 fu¨r eine konstante Drehzahl durch den dann geregelten Antrieb
erfu¨llt werden. Die in dieser Arbeit hergeleitete Gl. (4.17) fu¨r das Gleitlagermoment
wird lediglich begleitend gelo¨st, um das notwendige zeitvera¨nderliche Antriebsmoment
MA(t) zu bestimmen, welches zur Sicherstellung der konstanten Drehzahl vom Antrieb
aufgebracht werden muss.
Die Zeitverla¨ufe der Auslenkungen und der Drehzahl fu¨r das unwuchtfreien System
(εm=0) sind in Abb. 4.15 dargestellt.

































Abbildung 4.15: Stationa¨rer Betrieb im instabilen Drehzahlbereich
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Bei konstanter Drehzahl ϕ˙A oberhalb der Stabilita¨tsgrenze ϕ˙gr nehmen die Schwin-
gungsamplituden sowohl im Lager als auch an der Massenscheibe (ausgehend von
sehr kleinen Schwingungen) exponentiell zu. Aufgrund des linearisiertem Gleichungs-
systems (4.1) sind die Auslenkungsamplituden im Gleitlager nicht auf das Lagerspiel
h0 beschra¨nkt, sondern ko¨nnen beliebig große Werte annehmen. Die Rotordrehzahl
bleibt entsprechend der Vorgabe u¨ber die gesamte Zeit konstant.
Das aus dem Bewegungszustand resultierende Gleitlagermoment nach Gl. (4.17) ist
in Abb. 4.16 dargestellt.
Ausgehend von einem anfa¨nglichen Gleitlagermoment MGL(t = 0) ≈ MGL0, welches
hauptsa¨chlich durch die Drehung des
Zapfens am Arbeitspunkt verursacht
wird, steigt das Gleitlagermoment
infolge der zunehmenden Zapfenaus-
lenkungen an, bis die Limitierung
des Gleitlagermomentes in Gl. (4.16)
erreicht wird. Mit den – aus dem linea-
ren Gleichungssystem errechneten –
großen Zapfenexzentrizita¨ten εL > h0
ist die Lo¨sung der Gleitlagermomen-
te (3.25) nicht mehr mo¨glich, so dass
die hier verwendeten Auslenkungen
gema¨ß Gl. (4.16) auf einen maximalen
Wert beschra¨nkt werden.


















Notwendiges Antriebsmoment fu¨r den
Betrieb im instabilen Drehzahlbereich
Um die vorab geta¨tigte Annahme des konstanten Drehzahlverlaufs u¨ber der Zeit
erfu¨llen zu ko¨nnen, muss der Antrieb des Rotors das in Abb. 4.16 dargestellte An-
triebsmoment MA bis hin zu dem Grenzwert ∞ aufbringen. Die durchgefu¨hrte Rech-
nung veranschaulicht die einfu¨hrend in Kapitel 1 beschriebenen Unzula¨nglichkeiten,
die durch die Vernachla¨ssigung der Momentengleichung entstehen. Um die im instabi-
len Drehzahlbereich aufklingenden Schwingungen zu ermo¨glichen, muss der Antrieb
die dafu¨r notwendige Energie zur Verfu¨gung stellen ko¨nnen.
Spa¨testens nach U¨berschreiten des Lagerspiels h0 verliert das lineare System zur Be-
schreibung der Zapfenauslenkung seine Gu¨ltigkeit. Die Randeﬀekte im Gleitlager, de-
ren Einﬂuss auf das Bewegungsverhalten und die Momentenbilanz des Rotors ko¨nnen
mit nichtlinearen Modellen fu¨r hohe Zapfenexzentrizita¨ten erfasst werden. Der Um-
stand, dass mit zunehmenden Lagerexzentrizita¨ten das Gleitlagermoment zunimmt
und somit eine Ru¨ckwirkung auf den Antrieb entsteht, gilt auch fu¨r diese Modelle
uneingeschra¨nkt. Die nichtlinearen Bewegungsgleichungen der lateralen Lagerschwin-




Die Modellerweiterung um das Gleitlagermoment MGL wurde experimentell an einem
Gleitlagerversuchsstand u¨berpru¨ft. Der Versuchsstand wurde im Rahmen des For-
schungsprojektes zur instationa¨ren Gleitlagerdynamik durch Baumann und Kaal
[22] unter Mitarbeit des Autors konstruiert und aufgebaut, vgl. Abb. 5.1. Der Ver-
suchsstand besteht aus einer starren Welle, die von zwei Magnetlagern getragen wird.
Zwischen den Magnetlagern ist das Versuchsgleitlager mittig angeordnet. Im Antriebs-
strang beﬁnden sich – neben dem Rotor – der antreibende Motor, eine Momentenmess-
welle, die zum Schutz vor zu großen Querkra¨ften von zwei elastischen torsionssteifen




























Abbildung 5.1: Gleitlagerpru¨fstand im Labor Strukturdynamik [3]
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5.1 Rotorversuchsstand
Der Betrieb sowie die mathematische Modellierung des Versuchsrotors, dessen sche-
matischer Aufbau in Abb. 5.2 dargestellt ist, wird maßgeblich durch die verwendeten
Magnet- und Gleitlager beeinﬂusst. In diesem Abschnitt wird auf die grundsa¨tzlichen
Eigenschaften und Regelungskonzepte der Lager sowie die Betriebsart des Versuchs-
stands eingegangen. Daraus resultieren u. a. die theoretischen Steiﬁgkeiten und Da¨mp-
fungen zur Modellierung des Systems, welche anschließend mittels der messtechnisch
erfassten Versuchsdaten angepasst werden.











Abbildung 5.2: Schematischer Aufbau des Versuchsstands, vgl. [3]
5.1.1 Aufbau und Betrieb
Fu¨r die grundlegende Untersuchung dieser Arbeit wird das kreiszylindrische Lager mit
den geometrischen Daten gema¨ß Tab. 5.1 aus der Konstruktion nach [22] verwendet.






Schmiermittel Typ niederviskoses Hydrauliko¨l
Azolla ZS 10 Dichte bei 15◦C ρ=846kg/m3
dynamische Viskosita¨t η bei 25◦C η=11.4mPas (Messung)
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Aufgrund des vorliegenden Breitenverha¨ltnisses von B/D = 1 ko¨nnen die Eigenschaf-
ten des verwendeten Gleitlagers weder mit der Kurz- noch mit der Langlagertheorie
analytisch ausreichend genau ermittelt werden. Im Rahmen der Auslegung wurden
die bezogenen Lagersteiﬁgkeiten γij und Lagerda¨mpfungen βij mit dem Verfahren der
Finiten Volumen gema¨ß Pfau [33] bestimmt. Die numerisch berechneten Werte fu¨r
das Versuchsgleitlager sind in Abb. 5.3 abgebildet.











































Abbildung 5.3: Numerisch ermittelte Lagerkennzahlen
fu¨r das Versuchsgleitlager (B/D=1)
Zusa¨tzlich zum Gleitlager, das aufgrund seiner ra¨umlichen Anordnung nicht in der
Lage ist, den Rotor im Betrieb alleine zu halten, wird der Rotor von zwei aktiven
Radial-Magnetlagern getragen. Die stabile Lagerung des Rotors inklusive der Kom-
pensation der statischen Lasten durch das Eigengewicht und die O¨lﬁlmkra¨fte des
Gleitlagers wird durch einen im Echtzeit-Regelsystem DSpace implementierten PID-
Regler gewa¨hrleistet, wie ihn Hoffmann in [21] beschreibt.
Die in der Vorga¨ngerarbeit [3] verwendete dezentrale Lageregelung der einzelnen Ma-
gnetlager fu¨hrt aufgrund der geometrischen Anordnung der Magnetlager auf Eigen-
frequenzen der translatorischen und der Kipp-Freiheitsgrade des Rotors, die dicht
beieinander liegen. Klingen die translatorischen Schwingungen auf, z. B. beim Betrieb
im instabilen Drehzahlbereich ϕ˙>ϕ˙gr, wu¨rden die Kippschwingungen ebenfalls ange-
regt. Die Auslenkungen infolge der Kippschwingungen wu¨rden dann zum Anstreifen
in den Fanglagern der Magnetlager und zum Abbruch des Versuchs fu¨hren. Aus die-
sem Grund wird im Rahmen dieser Arbeit eine zentrale Regelung der Magnetlager
entsprechendWei [50] verwendet, die es in einfacher Weise erlaubt, die Eigenfrequen-
zen der translatorischen und der Kipp-Freiheitsgrade des Rotors getrennt zu steuern
und somit das Anstreifen des Rotors durch die Kippbewegungen im untersuchten
Drehzahlbereich auszuschließen.
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Die beiden Regelkonzepte sowie die daraus resultierenden mechanischen Systeme mit
ihren unabha¨ngig voneinander einstellbaren Magnetlagersteiﬁgkeiten sind in Abb. 5.4
gegenu¨bergestellt.
Bei der vormals verwendeten dezentralen Regelung werden die gemessenen komple-
xen Auslenkungen r1 und r2 in den Magnetlagerebenen direkt zur Berechnung des
jeweiligen Regelstroms i1 und i2 der Magnetlager durch die PID-Regler herangezo-
gen. Die resultierenden Steiﬁgkeiten k1 und k2, sowie die in der Abb. nicht gezeigten
Da¨mpfungen b1 und b2 in den Magnetlagerebenen resultieren maßgeblich aus den ver-
wendeten Reglerparametern der beiden PID-Regler.
In der hier verwendeten zentralen Regelung werden aus den Auslenkungen r1 und r2
in den Magnetlagerebenen erst die Auslenkung rs sowie die Winkellage ψS in der Mit-
telebene des Rotors berechnet. Daraus werden dann die voneinander unabha¨ngigen
Regelungs-
konzept dezentral zentral
Auslenkung r1 r2 r1 r2
Reglereingabe rS(r1, r2) ψS(r1, r2)
Regler [PID]1 [PID]2 [PID]rs [PID]ψs
Reglerausgabe irs iψs











a) der Regelkonzepte der Magnetlager sowie
b) der resultierenden mechanischen Ersatzsysteme
mit unabha¨ngig voneinander einstellbaren Steiﬁgkeiten
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Regelstro¨me irS und irψ mit den zugeho¨rigen PID-Reglern bestimmt. Die in den Ma-
gnetlagern aufgebrachten Regelstro¨me i1 und i2 setzen sich aus den Regelstro¨men
irS und irψ zusammen. Infolge der getrennten Regelung der Auslenkung rs und der
Winkellage ψS ko¨nnen u¨ber die Reglerparameter der beiden PID-Regler die laterale
Steiﬁgkeit kr und die Kippsteiﬁgkeit kψ um die Rotormittelebene unabha¨ngig vonein-
ander eingestellt werden. Selbiges gilt fu¨r die zugeho¨rigen Magnetlagerda¨mpfungen br
und bψ.
Die aktiven Magnetlager dienen daru¨ber hinaus als Aktuatoren zur Kraftanregung
sowie als Sensoren zur Kraftmessung. Die Kraft des Magnetlagers wird aus der von
Varun in [46] experimentell ermittelten Kraft-Strom-Weg-Charakteristik und deren
numerischer Anpassung durch Roy in [37] berechnet.
Im Betrieb wird die gewu¨nschte Lage des Rotors durch die Echtzeitregelung der Mag-
netlager sichergestellt. Sie erlaubt eine beliebige Wahl des Arbeitspunktes in den Ma-
gnetlagern und damit auch im Gleitlager. Das Gleitlager fungiert in der gegebenen
Anordnung nicht im direkten Sinne als Lager, sondern vielmehr als ein technisches
Bauteil, welches eine zusa¨tzliche statische Kraft, sowie Da¨mpfung und Steiﬁgkeit in
das Rotorsystem einbringt. Fu¨r einen gegebenen Arbeitspunkt im Gleitlager ergibt
sich eine O¨lﬁlmkraft FGL∼ ϕ˙ η, deren Kraftrichtung von der Positionierung im Lager
abha¨ngt. Infolge des proportionalen Zusammenhangs FGL∼ ϕ˙η ergibt sich fu¨r den Be-
trieb an einem festen Arbeitspunkt, dass die Sommerfeld-Zahl So gema¨ß Gl. (3.7)
unabha¨ngig von der Drehzahl ϕ˙ und der O¨lviskosita¨t η und somit konstant ist. Ange-
trieben wird der Rotor durch einen permanentmagneterregten Drehstrom-Synchron-
motor, welcher zusammen mit einem digitalen Servoregler betrieben wird. U¨ber den
Motorregler kann neben der gewu¨nschten Drehzahl ϕ˙ ein maximaler Anker-Strom
iA > 0 vorgegeben werden, womit das maximal zur Verfu¨gung stehende Antriebsmo-
ment MA vorgegeben wird.
5.1.2 Numerisches Modell
Zur Veriﬁzierung der Ergebnisse aus den Versuchen am Pru¨fstand wird ein mathema-
tisches Modell des Versuchsstands erstellt. Analog zu den Betrachtungen in Kapitel
4 werden fu¨r den vorliegenden Rotor ein lineares Gleichungssystem fu¨r die translato-
rischen Freiheitsgrade r und eine nichtlineare Bewegungsgleichung des Drehfreiheits-
grades ϕ erstellt.
5.1.3 Bewegungsgleichungen
Der abzubildende starre Rotor besitzt sechs Freiheitsgrade, deren Auslenkungen im
raumfesten kartesischen xyz-Koordinatensystem beschrieben werden, siehe Abb. 5.5.












Abbildung 5.5: Koordinatenfestlegung am unausgelenkten Versuchsrotor, vgl. [3]
Die x-Achse ist durch die horizontale Verbindungslinie der Lagermittelpunkte mit
dem Nullpunkt im (motorfernen) Magnetlager 1 deﬁniert. Das rechtsha¨ndige System
wird in der Ebene des Rotormittelpunktes M (Gleitlagerebene) durch die y- und die
z-Achse, welche in Richtung des Schwerefeldes zeigt, vervollsta¨ndigt.
Die Bewegung des Rotors wird durch die translatorischen Verschiebungen u, w und v
des Schwerpunktes in den zugeho¨rigen Koordinatenrichtungen x, y und z, die Kipp-
freiheitsgrade ψz und ψy um die beiden Achsen senkrecht zur La¨ngsachse sowie die
Rotation ϕ um die x-Achse in negativer Drehrichtung mathematisch beschrieben.
Aufgrund der axialen Fixierung am Motor kann der translatorische Freiheitsgrad u
in der Modellierung unbeachtet bleiben. Die gewa¨hlten Reglerparameter der Magnet-
lager erlauben im untersuchten Drehzahlbereich nur kleine A¨nderungen der Kippwin-
kel ψz und ψy , so dass diese in den weiteren Betrachtungen vernachla¨ssigt werden.
Aufbauend auf den nichtlinearen Bewegungsdiﬀerentialgleichungen des vorliegenden
Versuchsstands gema¨ß [3] und den getroﬀenen Annahmen lassen sich die linearen Be-
wegungsgleichungen
MVS r¨ + (B+G)VS r˙ + (K+N)VS r = f (5.1)












des Versuchstands herleiten. Die Steiﬁgkeits- und die Da¨mpfungsmatrix des Systems
setzen sich zusammen aus den Steiﬁgkeiten cij und den Da¨mpfungen bij des Gleit-
lagers sowie den Steiﬁgkeiten cML und den Da¨mpfungen bML der zwei Magnetlager,
die gema¨ß Hoffmann [21] von der Magnetlagergeometrie und den Parametern des
PID-Reglers abha¨ngen. Der Momentensatz um die Rotorla¨ngsachse x ergibt die Diﬀe-
rentialgleichung
ΘSDϕ¨ =MA −MVS , (5.4)
welche den Drehfreiheitsgrad ϕ des Rotors unter Annahme eines Antriebsmomentes
MA und unter Beru¨cksichtigung der durch Gleitlagerreibung und Luftreibung verur-
sachten Verlustmomente MVS am Versuchstand beschreibt.
Das vorgestellte Modell eignet sich zur Bestimmung des Eigen-, Stabilita¨ts- und
U¨bertragungsverhaltens des Rotors anhand theoretisch hergeleiteter bzw. experimen-
tell ermittelter Parameter. Um eine gute U¨bereinstimmung der Dynamik des theore-
tischen Modells mit der des Versuchsstandes zu erzielen, erfolgt eine Anpassung der
Modellparameter anhand experimentell bestimmter drehzahlabha¨ngiger Steiﬁgkeiten,
Da¨mpfungen, Verlust- und Antriebsmomente.
5.2 Parameteridentifizierung
Basierend auf den theoretischen U¨berlegungen zu den linearen Bewegungsgleichungen
des Rotorsystems werden in diesem Abschnitt die drehzahlabha¨ngigen Eigenschaften
des realen Gesamtsystems bei konstanten Drehzahlen mit den Werten aus der theoreti-
schen Betrachtung verglichen. Die experimentell gewonnenen Parameter dienen auch
als Grundlage fu¨r die numerischen Rechnungen der instationa¨ren Betrachtungen.
In allen nachfolgend dargestellten Messungen wird der Rotor durch die Magnetlager
in einer einheitlichen Lage positioniert. Der sich einstellende stationa¨re Arbeitspunkt
ist somit lediglich eine Funktion der Drehzahl ϕ˙ sowie der temperaturabha¨ngigen
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Viskosita¨t η(ϑ) des O¨ls. Der Betriebspunkt ist so gewa¨hlt, dass der Rotor in allen
Lagern ein mo¨glichst großes Schwingspiel hat und der konvergierende Spalt außerhalb
der Schmiernut des Gleitlagers liegt. Wird der Rotor mit deutlich ho¨heren Exzentri-
zita¨ten betrieben, setzt bei den erforderlichen Drehzahlen Schaumbildung ein, die eine
Minderung der wirksamen O¨lviskosita¨t η nach sich zieht. Daru¨ber hinaus sorgt der fei-
ne O¨lschaum fu¨r hohe O¨lverluste, da die Dichtigkeitseigenschaften des Versuchstands
bewusst gering gehalten sind. Dies ist auf die Konstruktion nach [22] zuru¨ckzufu¨hren,
welche im Hinblick auf die Untersuchungen der Gleitlagermomente so ausgefu¨hrt wur-
de, dass zusa¨tzliche Reibverluste mo¨glichst geringen Einﬂuss haben.
Im Messbetrieb nimmt die O¨ltemperatur durch die Gleitlagerreibung und durch die
mit der O¨lpumpe eingebrachte Wa¨rme kontinuierlich zu. Wa¨hrend u¨ber einzelne, weni-
ge Sekunden dauernde Messla¨ufe die Temperatura¨nderung vernachla¨ssigt werden kann,
triﬀt dies fu¨r la¨nger andauernde Messreihen nicht zu. Die sich infolge der Tempera-
tur a¨ndernde dynamische O¨lviskosita¨t wurde in einem Versuch in Zusammenarbeit
mit dem Institut fu¨r Druckmaschinen und Druckverfahren (IDD) der TU Darmstadt
experimentell ermittelt: Die Viskosita¨t des O¨les wurde mit dem Rotationsrheometer
HAAKE MARS im Temperaturbereich von 20◦C≤ϑ≤80◦C ermittelt. Die Messwerte
sowie die lineare Anpassung der dynamischen Viskosita¨t fu¨r den in den folgenden Mes-
sungen relevanten kleineren Temperaturbereich von 20◦C≤ϑ≤28◦C sind in Abb. 5.6
dargestellt.















Abbildung 5.6: Dynamische Viskosita¨t η in Abha¨ngigkeit von der O¨ltemperatur ϑ
5.2.1 Messaufbau
Zur Validierung der theoretischen Erkenntnisse aus Kapitel 4 werden verschiedene
Messungen am Versuchsstand durchgefu¨hrt. Gemessen werden hierbei die ra¨umliche
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Lage des Rotors mit einem Wirbelstrom-Wegaufnehmer und einem cos/sin-Drehgeber
sowie die Momente im Antriebsstrang mit einer Drehmomentenmesswelle. Die Signale
der einzelnen Messaufnehmer werden durch gera¨tespeziﬁsche Messversta¨rker aufberei-
tet und durch baugleiche analoge Filter tiefpassgeﬁltert, um Aliasing zu verhindern.
Die Erfassung der aufbereiteten Daten sowie die Umrechnung der Spannungssignale in
physikalische Gro¨ßen wird durch das Echtzeit-RegelsystemDSpace, welches zeitgleich
die Regelung der Magnetlager u¨bernimmt, durchgefu¨hrt. Die Magnetlagerkra¨fte FML
werden aus den gemessenen Rotorpositionen wML und vML in den Magnetlagerebenen
sowie den im PID-Regler bestimmten Regelstro¨men anhand der F -i-r-Charakteristik
nach [37] berechnet und anschließend durch ein digitales Filter, welches ein den ana-
logen Filtern a¨hnliches U¨bertragungsverhalten besitzt, tiefpassgeﬁltert.
Eine U¨bersicht der verwendeten Komponenten mit ihren wichtigsten Daten ist in der
Tabelle 5.2 zu ﬁnden.
Tabelle 5.2: Technische Ausfu¨hrung der Messtechnik
Komponente/Typ Eigenschaften
Wirbelstrom-Wegsensoren max. Messbereich 2mm
Vibrometer TQ 402 Messgenauigkeit < 5%
Drehmomentmesswelle Nenndrehmoment 1Nm
Magtrol TM306/11 max. Messbereich 2Nm
Genauigkeit < 0.1%
Inkrementaler Drehgeber
Balluﬀ BDG 6360-3-05 Impulszahl/Umdrehung 512
Temperatursensor Messbereich 0−100◦C
PT 100 DIN1/3 Messgenauigkeit < 0.3 K
Filter Charakteristik elliptisch
KEM-BM21M / 10 / 37 Tiefpass-Grenzfrequenz 100/200 Hz
Regelsystem/Datenerfassung Abtastfrequenz (Regelung) 8192 Hz
DSpace 1006 Abtastfrequenz (Messung) 256/1024 Hz
5.2.2 Steifigkeit und Da¨mpfung
Die Steiﬁgkeiten und Da¨mpfungen der lateralen Rotorschwingungen w und v werden
fu¨r verschiedene Drehzahlen ϕ˙ bei gleichbleibender Gleichgewichtslage und gleichblei-
benden Reglerparametern der Magnetlager ermittelt. Hierfu¨r werden die Wegantwor-
ten w und v in den Magnetlagern infolge einer in beiden Lagern gleichzeitig und
gleichsinnig aufgebrachten Erregung in den Magnetlagerrichtungen z und y gemessen.
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Als Erregung wird ein durch einen Stromstoß in den Magnetlagern initiierter Kraft-
stoß gewa¨hlt. Der Kraftstoß ist so gewa¨hlt, dass alle Frequenzen 0≤ Ω¯≤ 200Hz des
mit der konstanten Drehzahl ϕ˙ rotierenden Systems angeregt werden.
Aus den um die drehfrequenten Schwingungsanteile bereinigten Zeitsignalen der Ro-
torauslenkungen w und v und den berechneten Erregerkra¨ften FML werden u¨ber Leis-
tungsdichten gemittelte U¨bertragungsfunktionen Hmess gebildet, [30]. Die Identiﬁka-
tion der Systemsteiﬁgkeiten cij und Da¨mpfungen bij erfolgt fu¨r jede der betrachteten
Drehzahlen mit den von Fritzen [12] beschriebenen iterativen Verfahren (
”
Instru-
mental Variable Filter Method“) unter Ausnutzung des Zusammenhangs
HmessK = I + e (5.5)
zwischen der gemessenen U¨bertragungsfunktion Hmess, der dynamischen Steiﬁgkeit






des zugeho¨rigen mathematischen Modells und dem resultierenden Fehler e. Der Feh-
ler e wird mittels des Verfahrens der kleinsten Fehlerquadrate minimiert. Die unter
Vorgabe der MassenmatrixMVS identiﬁzierten Parameter der Matrix (K+N )VS(ϕ˙)
der auslenkungsproportionalen Kra¨fte sowie der Matrix (B+G)VS(ϕ˙) der geschwin-
digkeitsproportionalen Kra¨fte des Versuchsstands sind in Abb. 5.7 abgebildet.












































Abbildung 5.7: Experimentell identiﬁzierte und numerisch bestimmte
Da¨mpfungen und Steiﬁgkeiten
Die theoretischen Steiﬁgkeiten und Da¨mpfungen, welche aus den numerisch bestimm-
ten Gleitlagerkoeﬃzienten gema¨ß Abb. 5.3 und den experimentell bestimmten Magnet-
lagereigenschaften ermittelt wurden, sind in dieser Abbildung ebenfalls dargestellt.
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Die aus dem theoretischen Gleichungssystem resultierende Stabilita¨tsgrenzdrehzahl
liegt oberhalb des in Abb. 5.7 dargestellten Drehzahlbereichs. Die Abweichungen ge-
genu¨ber den vorhergesagten Steiﬁgkeiten und Da¨mpfungen resultieren einerseits aus
den idealen Annahmen der Gleitlagergeometrie bei der Modellierung. Andererseits
bestehen auch statistische Unsicherheiten bei der experimentellen Bestimmung der
Gleitlagereigenschaften.
Fu¨r die Anpassung der SteiﬁgkeitsmatrixKVS und der Da¨mpfungsmatrixBVS werden
die linearen Ausgleichsfunktionen aus Abb. 5.8 verwendet. Die Stabilita¨tsgrenzdrehzahl
des identiﬁzierten Systems wird mit einer Eigenwertanalyse des identiﬁzierten Modells
ermittelt. Sie liegt rechnerisch bei ngrenz=60/(2pi) ϕ˙gr=4360 min
−1.











































Abbildung 5.8: Experimentell identiﬁzierte Da¨mpfungen und Steiﬁgkeiten
und deren Anpassung
Die berechneten Eigenfrequenzen und Da¨mpfungsgrade dieser Eigenwertanalyse sind
in Abb. 5.9 dargestellt. Das Gleichungssystem mit seinen zwei Freiheitsgraden hat zwei
Eigenformen und Eigenwerte. Die freien Schwingungen setzen sich zusammen aus einer
schwach geda¨mpften und einer stark geda¨mpften Eigenform. Die schwach geda¨mpfte
Eigenform schwingt ungefa¨hr mit der halben Rotordrehfrequenz ω1≈ ϕ˙/2 und klingt
fu¨r Rotordrehzahlen oberhalb der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl auf. Die zweite Eigenform
ist mit einem Da¨mpfungsgrad D ≈ 1 stark geda¨mpft und hat eine Eigenfrequenz,
die im Bereich der zweifachen Drehfrequenz des Rotors liegt, ω2≈ 2ϕ˙. Im instabilen
Drehzahlbereich klingen die freien Schwingungen des Systems in der ersten Eigenform
auf.
Ein durch theoretische Betrachtungen vorhergesagter Zusammenhang der identiﬁzier-
ten Steiﬁgkeiten kij und Da¨mpfungen bij mit der O¨lviskosita¨t η(ϑ) konnte bei mehre-
ren Identiﬁkationsla¨ufen nicht besta¨tigt werden. Die Unsicherheiten in der Ermittlung
der Steiﬁgkeiten und Da¨mpfungen sind gro¨ßer als die A¨nderungen infolge der Visko-
sita¨t η durch die vergleichsweise geringe Temperatura¨nderung wa¨hrend der Versuche.
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Abbildung 5.9: Eigenfrequenzen und Da¨mpfungsgrade des experimentell identiﬁ-
zierten Gleichungssystems
5.2.3 Verlustmoment
Das Verlustmoment MV aus Gleitlagerreibung und Luftreibung wird mit der Momen-
tenmesswelle fu¨r verschiedene fest vorgegebene konstante Drehzahlen ϕ˙ gemessen. Der
Einﬂuss der Luftreibung ist mit ca. 10% vernachla¨ssigbar. Die bei identischer Dreh-
zahl gemessenen mittleren VerlustmomenteMV unterscheiden sich fu¨r unterschiedliche
O¨laustrittstemperaturen. Dies ist auf die temperaturvera¨nderliche Viskosita¨t η(ϑ) des
Schmierﬁlms gema¨ß den Ausfu¨hrungen zu Beginn des Abschnitts 5.2 zuru¨ckzufu¨hren.
Die gemessenen Verlustmomente Mmess werden daher mit Hilfe der gemessenen O¨l-





bei einer Referenztemperatur von ϑref = 21
◦C umgerechnet. Die identiﬁzierten Ver-
lustmomente verschiedener Messreihen sowie die zugeho¨rigen mittleren bezogenen Zap-
fenexzentrizita¨ten sind in Abb. 5.10 dargestellt. Daru¨ber hinaus sind das theoretische
Gleitlagermoment, welches sich aus Gl. (3.25) unter Beachtung der Lagergeometrie
nach Tab. 5.1 und den gemessenen mittleren Zapfenexzentrizita¨ten ergibt, sowie die
lineare Anpassung
MVS(ϕ˙, εL) ≈ kMGL(ϕ˙, εL) (5.8)
des korrigierten Verlustmomentes abgebildet, welches dem um einen konstanten Fak-
tor k ≈ 0.86 korrigierten theoretischen Verlustmoment MGL entspricht. Im stabilen
Drehzahlbereich ϕ˙ < ϕ˙gr hat der drehzahlabha¨ngige Verlauf der korrigierten Ver-
lustmomente Mkorr eine deutlich geringere Steigung dMkorr/dϕ˙ als in der Theorie
vorhergesagt. Ursachen hierfu¨r ko¨nnen die in den theoretischen Betrachtungen nicht
5.2. Parameteridentifizierung 71









































Abbildung 5.10: Verlustmoment des Versuchsstands im stationa¨ren Betrieb
beru¨cksichtigte Schmiertasche des Versuchsgleitlagers und Einﬂu¨sse infolge von Kavi-
tation bzw. Blasenbildung im divergierenden Schmierspalt sein, [48].
Fu¨r Drehzahlen ϕ˙ > ϕ˙gr jenseits der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl stellen sich unter kon-
stanter Drehzahlvorgabe ϕ˙ mit passendem Antriebsmoment MA Grenzzykel ein. Der
Rotor la¨uft bei konstanter Drehzahl ϕ˙ mit erho¨hter Exzentrizita¨t εL um den Lager-
mittelpunkt L um. Fu¨r zunehmende Drehzahlen wachsen die Rotorauslenkungen wL
und vL der verschiedenen Grenzzykel an und das Verlustmoment MVS steigt sta¨rker
u¨ber der Drehzahl als im stabilen Betriebsbereich. Das identiﬁzierte Verlustmoment
MVS gema¨ß Gl. (5.8) korreliert auch im Bereich der Instabilita¨t fu¨r ho¨here Zapfenex-
zentrizita¨ten εL mit den Messwerten.
Die in diesem Zusammenhang experimentell ermittelte Stabilita¨tsgrenzdrehzahl stimmt
mit der vorhergesagten Grenzdrehzahl aus Abschnitt 5.2.2 sehr gut u¨berein.
5.2.4 Antriebsmoment
Der Rotor wird durch einen permanentmagneterregten Drehstrom-Synchronmotor an-
getrieben, welcher zusammen mit einem digitalen Servoregler betrieben wird. U¨ber den
Regler kann neben der gewu¨nschten Soll-Drehzahl ϕ˙S der maximale Strom iA>0 der
Ankerwicklungen vorgegeben werden. Der maximal zula¨ssigen Anker-Stromes iA steht
im direkten Zusammenhang mit dem maximale Antriebsmoment MAmax des Motors.
Die Motorregelung gibt das maximale AntriebsmomentMAmax solange vor, bis die Soll-
Drehzahl erreicht wird, um diese schnellstmo¨glich anzufahren. Durch Vorgabe einer
sehr hohen Soll-Drehzahl, welche mit dem vorgegebenen Ankerstrom – infolge hoher
Widerstandsdrehmomente – nicht erreicht werden kann, wird erreicht, dass wa¨hrend
des gesamten Versuchs fu¨r das tatsa¨chlich anliegende Motormoment MA=MAmax be-
tra¨gt. Die vorgegebene Soll-Drehzahl der momentengeregelten Versuche betra¨gt mit
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nS=12000 min
−1 mehr als das Zweifache der in den Versuchen erreichbaren Drehzah-
len.
Das tatsa¨chliche Antriebsmoment MA des Motors ist sowohl von der Vorgabe des ma-
ximalen Ankerstroms iA als auch von der aktuellen Motordrehzahl ϕ˙ abha¨ngig. Dies
geht aus den Messungen der Antriebsmomente fu¨r momentengeregelte Hochla¨ufe mit
unterschiedlichen maximal zula¨ssigen Ankerstro¨men iA und verschiedenen Konﬁgura-
tionen des Versuchsstands (mit/ohne Gleitlager) hervor, deren Ergebnisse in Abb. 5.11
einander gegenu¨bergestellt sind.
















Abbildung 5.11: Antriebsmoment des Motors in Abha¨ngigkeit von der Dreh-
zahl n bei verschiedenen maximalen Ankerstro¨men iA
Fu¨r Motordrehzahlen im interessierenden Bereich der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl von
4000 ≤ n ≤ 4600 min−1 la¨sst sich das Motormoment na¨herungsweise durch einen li-
nearen Zusammenhang zwischen Rotordrehzahl ϕ˙ und Ankerstrombegrenzung iA be-
schreiben.
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5.3 Experimentelle Untersuchungen
am Versuchsstand
Das Verhalten des gleitgelagerten Rotors im Bereich der Instabilita¨t wird nachfolgend
am vorgestellten Pru¨fstand experimentell untersucht und mit numerischen Ergebnis-
sen des identiﬁzierten mathematischen Modells abgeglichen.
5.3.1 Hochlauf mit beschra¨nktem Antriebsmoment
Zur Veriﬁzierung der Ru¨ckwirkung des Gleitlagermomentes auf die Drehbewegung ei-
nes Rotors werden experimentelle Messungen mit den Ergebnissen des zugeho¨rigen
numerischen Modells verglichen. Hierfu¨r wird der Versuchsrotor durch Vorgabe ei-
nes beschra¨nkten Antriebsmomentes im Bereich der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl betrie-
ben. Die zugeho¨rige Rechnung wird mit dem numerischen Modell entsprechend den
Gln. (5.1) und (5.4) durchgefu¨hrt. Die Steiﬁgkeitsmatrix KVS, die Da¨mpfungsmatrix
BVS, das Verlustmoment MVS und das Antriebsmoment MA werden aus den in Ab-
schnitt 5.2 identiﬁzierten Parametern gebildet. Sowohl die Messwerte als auch die
numerisch ermittelten Ergebnisse dieses Hochlaufs sind in Abb. 5.12 dargestellt. Die
Messergebnisse des Versuchs sind durch schwarze Linien gekennzeichnet, die numeri-
schen Daten sind grau.
Von oben nach unten sind die radialen Auslenkungen rL des Rotors vom Gleitlager-
mittelpunkt, die Drehzahl ϕ˙ des Rotors und die Momente abgebildet. Im Graphen
der Momente sind das gemessene Antriebsmoment MA sowie das theoretisch am Ar-
beitspunkt wirkende GleitlagermomentMGL0 aufgetragen. Letzteres wird aus Gl. (5.8)
und der gemessenen Drehzahl berechnet. Aus der Diﬀerenz MA−MGL0 beider Momen-
te la¨sst sich das verbleibende Moment ablesen, welches fu¨r die Drehbeschleunigung
ϕ¨ des Rotors und die zusa¨tzlich auftretenden Gleitlagermomente ∆MGL infolge der
Rotorschwingungen um die Ruhelage zur Verfu¨gung steht.
Im Versuch wird der Rotor durch Vorgabe eines Ankerstromes iA ≈ imax/4 mit ei-
nem beschra¨nkten Antriebsmoment an einem durch die Magnetlager fest vorgege-
benen Arbeitspunkt hochgefahren. Nach dem Start bei einer Ausgangsdrehzahl von
n(t = 0) ≈ 4000 min−1 u¨bertritt die Rotordrehzahl die Stabilita¨tsgrenzdrehzahl ngr
nach ungefa¨hr zwei Sekunden. Oberhalb der Stabilita¨tsgrenze bleiben die Auslenkungs-
amplituden rL im Gleitlager bis zum Zeitpunkt t = 8 sec nahezu unvera¨ndert. Die
abnehmende Drehbeschleunigung des Rotors ist bis zu diesem Zeitpunkt durch den
motorbedingten Abfall des Antriebsmomentes MA(ϕ˙) und den Anstieg des Gleitlager-
momentes MGL0(ϕ˙) mit der Drehzahl bedingt. Nach ungefa¨hr acht Sekunden hat sich
ein Gleichgewicht zwischen Antriebsmoment MA und Verlustmoment MVS eingestellt,
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Abbildung 5.12: Rotorauslenkung, Drehzahl und Momente wa¨hrend eines Hochlaufs,
Messung und Simulation
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die Rotordrehzahl bleibt konstant.
Im Zeitraum 8 sec≤ t≤10 sec nach Versuchsbeginn klingen die Auslenkungen infolge
der Instabilita¨t auf. Das auslenkungsbedingte Gleitlagermoment ∆MGL steigt eben-
so an und die Rotordrehzahl nimmt wieder ab. Es stellt sich ein neuer Grenzzykel
ein, bei dem der Rotor erho¨hte Schwingungsamplituden im Gleitlager bei einer kon-
stanten Drehzahl ausfu¨hrt. Die Drehzahl n≈ 4530 min−1 im Grenzzykel ist deutlich
gro¨ßer als die in Abschnitt 5.2.3 experimentell bestimmte Stabilita¨tsgrenzdrehzahl
ngr = 4360 min
−1 des Systems. Wa¨hrend des stationa¨ren Betriebs im Grenzzykel ist
das gemessene Antriebsmoment MA gro¨ßer als das Gleitlagermoment MGL0 am Ar-
beitspunkt. Da keine weitere Beschleunigung des Rotors stattﬁndet, wird die Diﬀerenz
beider Momente lediglich fu¨r die zusa¨tzlich auftretenden Momente ∆MGL infolge der
Schwingungen im Gleitlager beno¨tigt.
Der beschriebene Versuch wird unter Vorgabe des Ankerstromes und des gemessenen
Arbeitspunktes im Versuchsgleitlager unter Vernachla¨ssigung etwaiger Unwuchtein-
ﬂu¨sse mit dem numerischen Modell nachgebildet. Das mit dem numerischen Modell
berechnete Verhalten stimmt im stabilen Betriebsbereich mit den Versuchsergebnis-
sen u¨berein. Nach U¨berschreiten der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl ϕ˙gr klingen die freien
Schwingungen in der Rechnung schneller und sta¨rker auf als im Versuch. Analog zu
den Betrachtungen in Abschnitt 4.3 fu¨hrt die schnelle Zunahme der Auslenkungen im
Lager rechnerisch zu einem abrupten Drehzahlabfall ∆ϕ˙. Nach einem Einschwingvor-
gang stellt sich ein Grenzzykel ein. Die Drehzahl ϕ˙≈ ϕ˙gr des modellierten Grenzzy-
kels entspricht ungefa¨hr der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl und die Schwingungsamplituden
sind in der Rechnung gro¨ßer als im Experiment. Infolge der geringeren Drehzahl ϕ˙
des Modells hat der Motor ho¨here Leistungsreserven im Grenzzykel bei einem gerin-
geren theoretischen drehzahlbedingten Verlustmoment MGL0 am Arbeitspunkt. Der
gro¨ßere Momentenu¨berschuss MA−MGL0 fu¨hrt folglich zu den gro¨ßeren Amplituden
des berechneten Grenzzykels.
Das numerische Modell ist in der Lage, den experimentell ermittelten Sachverhalt
qualitativ abzubilden, jedoch scheitert eine quantitative Aussage an der fehlenden
Abbildung der nichtlinearen Zusammenha¨nge fu¨r große Rotorauslenkungen.
Zur abschließenden Kla¨rung, ob das in Abschnitt 3.2 hergeleitete Gleitlagermoment
MGL das in dieser Arbeit gesuchte Verlustmoment MVL beschreibt, wird das im
Versuch wirkende auslenkungsabha¨ngige Gleitlagerverlustmoment ∆MGL mit dem
u¨berschu¨ssigen Antriebsmoment MA−MGL0 in Abb. 5.13 verglichen. Das grau gezeich-
nete u¨berschu¨ssige AntriebsmomentMA−MGL0 erha¨lt man aus den beiden Anteilen, die
bereits im unteren Graphen der Abb. 5.12 dargestellt sind. Das auslenkungsabha¨ngige
Verlustmoment ∆MVS des Versuchsstands (schwarz) wird aus dem Verlustmoment
MVS des Versuchsstands gema¨ß Gl. (5.8) und dem theoretisch am Arbeitspunkt wir-
kenden Gleitlagermoment MGL0 berechnet.
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Abbildung 5.13: Vergleich der Antriebs- und Verlustmomente wa¨hrend des
Hochlaufs
Das fu¨r Drehbeschleunigung und Schwingungen im Gleitlager zur Verfu¨gung stehen-
de Moment MA−MGL0 nimmt mit der Zeit infolge der Drehzahlzunahme und der
damit verbundenen Zunahme der Lagerverluste MGL0 sowie der Abnahme des An-
triebsmomentes MA ab. Acht Sekunden nach Versuchsbeginn nimmt das auslenkungs-
abha¨ngige Gleitlagermoment ∆MGL im Zuge der aufklingenden Lagerauslenkungen
wL und vL deutlich zu, bis es ungefa¨hr den Wert des u¨berschu¨ssigen Antriebsmoment
MA−MGL0 im Grenzzykel erreicht. Auch das durch die Drehzahlabnahme zusa¨tzlich
zur Verfu¨gung stehende Antriebsmoment MA−MGL0 wird durch die Auslenkungen im
Gleitlager aufgezehrt. Die gesamte zur Verfu¨gung stehende Leistung des Antriebs wird
im Grenzzykel fu¨r den Erhalt der Rotorauslenkungen und der Drehzahl aufgebraucht.
Daru¨ber hinaus sind in Abb. 5.14 die Orbits der gemessenen und berechneten Schwin-
gungsantwort im Grenzzykel und deren Frequenzanteile dargestellt. Der Orbit des
gemessenen Grenzzykels ist nahezu kreisfo¨rmig wa¨hrend der errechnete Orbit sta¨rker
elliptisch ist. Die im Versuch beobachtete Schwingungsantwort besteht hauptsa¨chlich
aus Frequenzanteilen Ω˜ nahe der halben Rotordrehfrequenz ϕ˙ und stimmt mit der
vorhergesagten Whirlfrequenz des numerischen Modells entsprechend der Eigenwert-
analyse u¨berein.
Weitere Versuche mit unterschiedlichen Antriebsmomenten zeigen die folgenden Er-
gebnisse: Die Grenzzykel stellen sich bei unterschiedlichen Drehzahlen und Auslen-
kungen ein. Eine Erho¨hung des Antriebsmomentes MA geht mit einer gleichzeitigen
Zunahme der Drehzahl ϕ˙ und der Auslenkungen im Grenzzykel einher. Das Verhalten
ist vergleichbar mit den beobachteten Grenzzykeln bei der Bestimmung des Verlust-
momentes MVS mit konstanter Drehzahlvorgabe in Abschnitt 5.2.3.
Die Versuche und deren Auswertung besta¨tigen die Eingangs getroﬀene Annahme,
dass die Rotorauslenkungen im Gleitlager Ru¨ckwirkungen auf die Drehbewegung des















Abbildung 5.14: Orbit und Spektrum der Bewegung im Grenzzykel an der Stabi-
lita¨tsgrenze
Rotors haben. Sowohl die numerische Rechnung als auch die Versuche besta¨tigen
qualitativ die in dieser Arbeit neu gefundenen Zusammenha¨nge. Zur Abbildung der
beobachteten Zusammenha¨nge zwischen Rotorauslenkungen im Gleitlager und deren
Kopplung mit der Momentengleichung ist die Beru¨cksichtigung des Gleitlagermomen-
tes nach Gl. (3.25) notwendig.
5.3.2 Stationa¨rer Betrieb im instabilen Drehzahlbereich
In Abschnitt 5.2.3 waren auch bei konstanter Drehzahl Grenzzykel zu beobachten.
Weitere Versuche zeigten, dass sich auch hier das Zusammenspiel von Auslenkungen
im Gleitlager und dem Verlustmoment beobachten la¨sst, Abb. 5.15.
Zuna¨chst beschleunigt der Motor mit dem maximal zur Verfu¨gung stehenden Antriebs-
moment MAmax bis er die Zieldrehzahl erreicht hat. Dann senkt die Servoregelung das
Antriebsmoment und die Drehzahl ϕ˙ wird nahezu konstant gehalten. Bei konstanter
Drehzahl ϕ˙ klingen die transversalen Schwingungen auf und fu¨hren zu einer Zunah-
me des zur Aufrechterhaltung der Drehzahl notwendigen Momentes. Die Zunahme
des Gleitlagermomentes MGL ist in diesem Fall nur auf die Zunahme des auslenkungs-
abha¨ngigen Gleitlagermomentes ∆MGL infolge der anwachsenden Rotoramplituden ŵL
und v̂L zuru¨ckzufu¨hren. Der drehzahl- und auslenkungsunabha¨ngige Anteil MGL0 des
Gleitlagermomentes bleibt aufgrund der konstanten Drehzahl hingegen unvera¨ndert.
Ein Abgleich mit dem linearen numerischen Modell eru¨brigt sich, da die errechneten
lateralen Schwingungen bei fester Drehzahl ϕ˙ > ϕ˙gr oberhalb der Stabilita¨tsgrenz-
drehzahl bis ins Unendliche aufklingen. Eine wirklichkeitsgetreuere Abbildung des
Sachverhalts bei großen Rotorauslenkungen in der Gro¨ßenordnung des Lagerspiels
beno¨tigt zwingend eine nichtlineare Beschreibung der O¨lﬁlmkra¨fte und -momente.
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Die vorliegende Arbeit befasst sich mit der Ru¨ckwirkung des auslenkungsabha¨ngigen
Gleitlagermomentes auf die Drehbeschleunigung des Rotors bei vorgegebenem gerin-
gen Antriebsmoment. Im Rahmen dieser Studie wurde die lineare Gleichung zur Be-
rechnung der lateralen Schwingungen gleitgelagerter Rotoren um einen nichtlinearen
Momententerm erweitert, der sowohl die Gleitlagerreibung als auch das Verlustmo-
ment infolge der dynamischen Zapfenauslenkung abbildet. Anhand theoretischer Be-
trachtungen wurde der Einﬂuss der Verlustmomente beim instationa¨ren Betrieb von
gleitgelagerten Rotoren untersucht und mit U¨berlegungen anderer Arbeiten zur Ab-
bildung des Sachverhalts verglichen. Die Richtigkeit und Anwendbarkeit der theoreti-
schen U¨berlegungen wurden abschließend an einem Gleitlagerversuchsstand besta¨tigt.
Basierend auf grundlegenden U¨berlegungen zur Abbildung des Gleitlagerverlustmo-
mentes vorangegangener Arbeiten wird eine eigene Lo¨sungsstrategie entwickelt. Das
Gleitlagermoment wird aus der Scherstro¨mung im Fluid analytisch hergeleitet. Fu¨r
den Spezialfall des kreiszylindrischen Lagers wird ein direkter Zusammenhang zwi-
schen den Gleitlagerkra¨ften und dem druckinduzierten Anteil des Gleitlagermomen-
tes in Form eines vom Zapfenmittelpunkt abweichenden Kraftangriﬀspunktes herge-
leitet. Die Idee vorausgehender Arbeiten, dass fu¨r das resultierende Gleitlagermoment
ein a¨hnlicher Zusammenhang mit dem Kraftangriﬀspunkt der Gleitlagerkra¨fte be-
steht, konnte im Rahmen dieser Arbeit nicht besta¨tigt werden. Zusa¨tzlich wurde die
Gro¨ßenordnung der Kra¨fte, die durch die Scherstro¨mung des Fluids an der Zapfenober-
ﬂa¨che auf den Zapfen wirken, mit den druckinduzierten Gleitlagerkra¨ften analytisch
verglichen und ihr als gering angenommener Einﬂuss besta¨tigt.
Das hergeleitete Gleitlagermoment wird in numerischen Untersuchungen eines bei-
spielhaften Systems, einem Laval-Rotor in Gleitlagern, beru¨cksichtigt. Der Einﬂuss
des Gleitlagermomentes auf den Hochlauf eines Rotorsystems mit begrenztem An-
triebsmoment wird in den Bereichen der Resonanz und der Instabilita¨t betrachtet.
Die abgebildete Kopplung des Gleitlagermomentes mit den lateralen Lagerschwingun-
gen fu¨hrt zu einem Ha¨ngenbleiben des Rotors entweder in der Resonanz (kritische
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Drehzahl) oder spa¨testens an der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl. Dabei stellen sich endli-
che Lagerauslenkungen ein. Die Ergebnisse der aktuellen Untersuchung wurden den
Resultaten vorausgehender Arbeiten gegenu¨bergestellt.
Die U¨bertragbarkeit der theoretischen U¨berlegungen auf reale Systeme wurde abschlie-
ßend durch Versuche besta¨tigt. Ein Rotorversuchsstand wurde fu¨r die notwendigen
Messungen angepasst und ein mathematisches Modell mit experimentell identiﬁzier-
ten Systemeigenschaften aufgebaut. Die Gegenu¨berstellung von experimentellen und
numerischen Ergebnissen zeigt, dass der analytisch neu gefundene Sachverhalt durch
das Modell qualitativ abgebildet werden kann. Fu¨r eine quantitativ gute Vorhersage
des Bewegungsverhaltens im Bereich der Stabilita¨tsgrenzdrehzahl eignet sich das li-
neare Gleichungssystem der lateralen Schwingungen allerdings nicht. Mo¨gliche Fehler
in der Berechnung der Verlustmomente liegen hauptsa¨chlich in den unbeschra¨nkten
Rotorauslenkungen bei linearer Beschreibung.
Fu¨r eine quantitativ bessere Abbildung der Systemantwort bieten sich zuku¨nftig Un-
tersuchungen mit nichtlinearen Modellen der Lagerdynamik an. Die Modelle sollten
in der Lage sein, den Eﬀekten wie Hysterese und Bifurkation im Bereich der Sta-
bilita¨tsgrenzdrehzahl Rechnung zu tragen. Eine quantitativ bessere Abbildung der
Zapfenauslenkung fu¨hrt unter Beru¨cksichtigung des hergeleiteten Gleitlagermomentes
sicherlich auch zu einer besseren Abbildungen der Drehbeschleunigung des Rotors.
Die Ansa¨tze fu¨r die Gleitlagermomente ko¨nnen auf Rotorsysteme mit anderen Lager-
formen, wie z. B. Mehrﬂa¨chenlager, ausgeweitet werden. Insbesondere die Darstellung
des druckinduzierten Gleitlagermomentes in einem vom Zapfenmittelpunkt abweichen-
den Angriﬀspunkt der Gleitlagerkra¨fte ist von Interesse. Die zeitintensive Integration
dieses Momentenanteils, wie sie zum Beispiel in der Berechnung von Schwimmbuch-
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